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Chapitre 1
Introduction générale
1.1 Contexte industriel
En raison de l’épuisement progressif des réserves de pétrole et des problèmes écologiques (pollution
atmosphérique et réchauffement climatique), la combustion est concurrencée à juste titre par le dévelop-
pement de modes alternatifs de conversion d’énergie. Cependant, le domaine du transport aérien est un
cas particulier où aucune source d’énergie n’est envisagée à moyen terme pour remplacer les hydrocar-
bures. En effet, la propulsion aéronautique nécessite un rapport puissance/poids que seule la combustion
de carburant liquide est capable de fournir aujourd’hui. Ce constat justifie les efforts de recherche dans
l’amélioration de la connaissance et de la maîtrise des procédés de combustion afin de concevoir des
moteurs plus propres, plus économes et plus performants pour l’aéronautique.
Le travail de thèse présenté ici s’inscrit dans ce contexte via l’étude de la combustion dans les foyers
de turbines à gaz. Dans un premier temps, cette introduction décrit la problématique spécifique des
chambres de combustion d’hélicoptères qui font l’objet de la partie applicative de ce travail. Via des
aspects historiques, technologiques et scientifiques, l’objectif est de montrer que le développement de ce
type de foyers nécessite une recherche continue dans le domaine de la combustion turbulente et parti-
culièrement sur les aspects liés aux écoulements diphasiques et à l’allumage. Dans un second temps, on
présente un état de l’art en modélisation de la combustion diphasique dans le but de positionner ce travail
par rapport à la recherche existante. Le choix de l’approche théorique et numérique est alors justifié avant
de définir les objectifs précis de cette étude.
1.1.1 Brève histoire de l’hélicoptère
En 1907, en s’élevant d’1m50 au-dessus du sol à bord de son engin de 203 kg, le Français Paul
Cornu réalise le premier vol piloté d’un hélicoptère. Par la suite, le concept est perfectionné par plusieurs
inventeurs dont l’Argentin Raoul Pateras Pescara qui met au point le système de variation cyclique du pas
de l’hélice. Néanmoins, jusqu’aux années 1940, l’hélicoptère reste une machine expérimentale. En 1942,
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l’ingénieur américain d’origine ukrainienne Igor Sikorsky fabrique le premier appareil à être produit en
série, le R4 (cf. Fig. 1.1), et en vend immédiatement 30 exemplaires à l’armée US. La configuration du
R4 constituée d’un rotor principal unique stabilisé par un rotor anti-couple s’impose par la suite chez la
plupart des constructeurs.
FIG. 1.1 - Igor Sikorsky en 1944 en compagnie
d’un garde-côte américain à bord de son R4 HNS1
« Hoverfly » (source : US Coast Guard)
FIG. 1.2 - Couverture de roman illustrant le rôle de
l’hélicoptère lors de l’inondation des Pays-Bas
en 1953
Une fois opérationnel, l’hélicoptère se retrouve rapidement engagé dans les conflits militaires comme
lors des guerres de Corée et d’Indochine. Il est employé massivement durant la guerre d’Algérie pour
le transport rapide de petits contingents. La guerre du Vietnam (surnommée parfois « guerre des héli-
cos ») invente le concept d’hélicoptère de combat avec le Bell AH-1. Actuellement, le domaine militaire
représente 53% des ventes du leader mondial Eurocopter (chiffres 2006).
Cette image plutôt martiale est modérée par le rôle des hélicoptères dans la protection des populations
civiles. En particulier, les missions de sauvetage sont devenues très vite leur spécialité (cf. Fig. 1.2). Au
cours de l’été 2005, après le passage de l’ouragan Katrina, la moitié des 24 000 personnes secourues en
situation de détresse dans les zones inondées l’ont été par hélicoptère. Les 3 et 4 août 2006, lors d’un
typhon touchant la région de Hong Kong, 91 personnes ont été sauvées en mer grâce à l’intervention d’un
seul hélicoptère Super Puma évoluant dans des vents à 170 km/h. Les hélicoptères jouent également un
rôle dans la lutte aérienne contre les incendies de forêt. Leur aptitude au vol stationnaire leur permet
de remplir leurs réservoirs d’eau à proximité des lieux d’incendie et d’opérer des largages précis. Ces
missions de sauvegarde des vies humaines ont fait dire à Igor Sikorsky que « l’hélicoptère est la seule
machine qui sauve plus de vie qu’elle n’en coûte ».
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1.1.2 Rôle de la turbine à gaz
Depuis la sortie du Sikorsky R4, les progrès technologiques des hélicoptères sont en grande partie
liés aux avancées en matière de motorisation. Jusqu’au milieu des années 1950, les hélicoptères étaient
propulsés par des moteurs à piston en étoile ou en ligne. En 1955, Sud Aviation met au point l’Alouette II,
le premier hélicoptère équipé d’une turbine à gaz, l’Artouste II (410 kW) fabriquée par Turboméca. Ce
type de moteur se généralise rapidement car il est particulièrement adapté aux hélicoptères : il possède
un rapport puissance/poids élevé et une grande souplesse, en partie grâce à l’utilisation de la turbine libre
qui permet des variations de couple pour une vitesse de rotation constante du rotor de sustentation.
Quelques notions de thermodynamique permettent de comprendre les principaux paramètres influen-
çant la performance des turbines à gaz. Comme l’illustre la Fig. 1.3, leur fonctionnement est basé sur le
cycle de Brayton (ou cycle de Joule). Dans le cas idéal, le flux m˙ d’air dans le moteur subit les transfor-
mations suivantes :
1. compression isentropique à travers le compresseur : l’écoulement reçoit le travail W˙c ;
2. combustion isobare dans la chambre de combustion : l’écoulement reçoit la chaleur Q˙ch dégagée
par la réaction chimique ;
3. détente isentropique dans la turbine : l’écoulement libère le travail W˙t.
4
combustion
WtWc
Q ch
m m
b.a.
TurbineCompresseur
T
P = c
ste
P 
= 
cs
te
S
2
3
5
3
4
5
2
Chambre de
FIG. 1.3 - Schéma simplifié du cycle thermodynamique d’une turbine à gaz (a.). Cycle idéal de Brayton-Joule
correspondant dans le diagramme entropie-température (b.). (D’après Mattingly [151])
Les points 2 et 5 étant déterminés par les conditions atmosphériques, le dimensionnement du mo-
teur est globalement fixé par le débit massique m˙ et les points 3 et 4. Pour m˙ donné, la puissance nette
W˙net = W˙t−W˙c dégagée par le moteur est proportionnelle à la surface limitée par la courbe 2−3−4−5.
Augmenter le rapport de pression P3/P2 dans le compresseur et la température en entrée de turbine T4
permet donc d’augmenter la puissance spécifique W˙net/m˙, un des critères de performance principal du
moteur. Ces deux paramètres sont toutefois limités par des contraintes technologiques (cf. section 1.1.4).
Pour un rapport T4/T2 donné, il existe un rapport P3/P2 qui maximise W˙net. Par ailleurs, la consom-
mation spécifique dépend du rendement thermodynamique du cycle ηT = W˙net/Q˙ch qui est lié au
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rapport de pression P3/P2 suivant la relation : ηT = 1 − (P2/P3)(γ−1)/γ où γ est l’exposant polytro-
pique du gaz. Ainsi, l’augmentation du rapport de pression tend à produire un moteur plus économe en
carburant. Par rapport au cycle idéal, les transformations comportent des irréversibilités qui se traduisent
par des pertes de charge et des pertes thermiques réduisant ηT et W˙net/m˙.
Depuis leur début dans les années 1930-1940, les turbines à gaz ont connu de très fortes améliorations
en terme de :
– rendement global,
– puissance absolue,
– rapports puissance sur masse, volume et section transversale,
– durée de vie, endurance et fiabilité,
– réduction des émissions polluantes,
– réduction du bruit, etc.
Ces progrès ont été accomplis principalement grâce à :
– L’amélioration du compresseur par l’augmentation de son rapport de pression et de son rendement
polytropique.
– L’amélioration de la chambre de combustion par une meilleure connaissance et maîtrise de l’écou-
lement et de la combustion. Ainsi, la masse, l’encombrement, les pertes de charge ont été réduits
et l’efficacité de combustion (combustible brûlé sur combustible injecté) en régime de croisière est
très proche de 100%. Ces progrès doivent beaucoup à la recherche scientifique en combustion.
– L’augmentation du rendement polytropique de la turbine et surtout de sa température d’entrée (T4)
grâce aux progrès des matériaux et des techniques de refroidissement.
1.1.3 Technologie des turbines d’hélicoptères et de leurs foyers
Configuration typique
Le développement des turbines à gaz a produit différentes configurations de moteurs en fonction de
l’application. Dans le cas des hélicoptères, on parle de turbomoteurs (turboshaft en anglais) : la puissance
thermodynamique résiduelle W˙net est intégralement convertie en énergie mécanique de rotation pour
assurer la sustentation et la propulsion via le rotor. La puissance de ces moteurs est plus faible que celle
des turboréacteurs, ce qui conduit souvent au choix technologique suivant :
1. un compresseur comportant peu d’étages dont le dernier est généralement une roue centrifuge ;
2. une chambre de combustion annulaire à flux inversé ;
3. une turbine haute-pression montée sur l’arbre du compresseur et une turbine basse-pression libre
liée au rotor.
Cette configuration est typique d’un moteur d’hélicoptère moderne, tel que le moteur Ardiden illustré
sur la Fig. 1.4.
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FIG. 1.4 - Vue en coupe du moteur Ardiden de Turboméca ( c©Turboméca). L’air frais est admis par l’entrée d’air
et subit la compression des deux étages de roues centrifuges. La combustion isobare a lieu dans une chambre
annulaire à flux inversé. La détente se fait à travers la turbine haute-pression couplée au compresseur puis à
travers les deux étages de la turbine de puissance (basse pression) couplée au réducteur (à gauche) via un renvoi
par arbre coaxial.
Chambre de combustion
La Fig. 1.5 illustre les principaux composants d’une chambre de combustion à flux inversé. L’écoule-
ment d’air issu de la roue de compresseur centrifuge est ralenti et redressé dans la direction axiale par le
diffuseur. En contournant la paroi du foyer, il est prélevé par divers orifices ayant des rôles spécifiques :
– l’injecteur et les trous d’air primaire alimentent la zone primaire où est localisée la flamme ;
– les trous d’air de dilution abaissent la température des gaz brûlés à un niveau acceptable pour la
turbine ;
– les films et parois multiperforées créent une couche d’air frais qui limite le flux de chaleur des gaz
brûlés vers la paroi du foyer.
L’injecteur a un double rôle : il pulvérise le carburant en générant un spray de fines gouttelettes et génère
une zone de recirculation qui augmente le temps de résidence des gaz brûlés et stabilise la combustion.
Enfin, le coude redresse l’écoulement issu du foyer dans le sens principal avant qu’il n’entre dans le
distributeur de la turbine haute-pression.
Pour les puissances modérées des turbines d’hélicoptères, la chambre à flux inversé est intéressante à
plusieurs titres :
– le compresseur centrifuge amène l’écoulement d’air sur un rayon important par rapport à l’axe de
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rotation. La géométrie coudée permet de ramener cet écoulement au rayon de la turbine haute-
pression en conservant un faible encombrement dans la direction axiale.
– les grandes vitesses de rotation de ces petits moteurs nécessitent une faible longueur de l’arbre qui
couple la turbine au compresseur afin de limiter les vibrations.
– la disposition géométrique des injecteurs facilite leur accès.
L’inconvénient principal est le rapport surface/volume élevé qui requiert un flux d’air de refroidissement
plus important. De plus, le trajet de l’air qui refroidit les parois du rayon interne est complexe (cf.
Fig. 1.5), ce qui génère des pertes de charge et rend plus difficile la répartition des débits.
Coude
de carburant
Distributeur
haute−pression
zone primaire
zone de dilution
ZP :
ZD :
Air primaire (~30%)
Air de dilution (~30%)
Air de refroidissement (~40%)
InjecteurZP
Entrée d’air
Paroi du foyer
Flamme
Carter
ZD
Diffuseur
FIG. 1.5 - Coupe schématique d’une chambre de combustion annulaire à flux inversé (d’après Lefebvre [131])
Système d’injection
Le système d’injection représente un des composants essentiel de la chambre de combustion. En plus
de fournir le carburant, il joue un rôle important dans l’aérodynamique de l’écoulement interne. Dans les
moteurs actuels, on rencontre principalement trois types d’injection (cf. Fig. 1.6) :
L’injection à pré-vaporisation. Le carburant est injecté dans un flux d’air circulant dans des tubes im-
mergés dans la flamme. Au contact de ces tubes chauffés par rayonnement et par convection par
les gaz chauds, le carburant s’évapore et le mélange air-vapeur est injecté dans la zone primaire.
Ce système à l’avantage d’être simple et de réduire la formation des suies. Toutefois, il peut poser
des problèmes lors des variations de débit de carburant et la pression de chambre (P3) est limitée
par la capacité à refroidir les parois du tube de pré-vaporisation. Durant le cycle de démarrage, les
tubes sont trop froids pour permettre l’évaporation et des allumeurs-torches sont nécessaires pour
initier l’allumage.
L’injection centrifuge. Cette technique est particulière aux chambres dites de « type Turboméca ». Elle
consiste à pulvériser le carburant par centrifugation au moyen d’une roue munie de gicleurs en-
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traînée par l’arbre du générateur de gaz. Son avantage est de réaliser une atomisation de qualité
sans circuit de carburant haute pression quel que soit le régime du moteur et la viscosité du carbu-
rant. Ce système peut toutefois présenter des difficultés pour le rallumage et le refroidissement des
parois.
L’injection aérodynamique par préfilm (prefilming airblast). Le carburant s’écoule sous forme d’un
film liquide arraché par un jet vrillé interne puis atomisé par cisaillement avec un jet vrillé externe
coaxial (généralement contra-rotatif). Ce système fonctionne très bien à des pressions d’air élevées
et génère un spray fin qui produit une flamme bleue sans suie. Il peut néanmoins se montrer difficile
à allumer à faible pression et température.
a. b. c.
FIG. 1.6 - Principaux types d’injecteurs utilisés dans les moteur d’hélicoptères : à pré-vaporisation (a.), à roue
centrifuge (b.), aérodynamique par préfilm (c.) (extraits de Lefebvre [131])
Système d’allumage
Comme le montre la section 1.1.4, l’allumage du foyer représente un problème crucial pour les
constructeurs. À l’heure actuelle, deux technologies d’allumeurs sont majoritairement employées :
La bougie d’allumage. L’idée est de concentrer une faible quantité d’énergie dans un volume restreint
et un temps très court afin de porter le mélange inflammable à haute température. On génère alors
un noyau d’allumage, capable de se propager si le dégagement de chaleur surpasse les pertes par
diffusion thermique et par évaporation du carburant. Les bougies d’allumage de turbines à gaz sont
constituées de deux électrodes coaxiales dont l’extremité est séparée par un semi-conducteur. Une
unité électrique spécifique génère une tension élevée qui induit un premier courant de décharge à
travers le semi-conducteur afin d’initier l’ionisation du gaz environnant. Une fois ionisé, ce gaz re-
çoit la décharge principale sous la forme d’un arc électrique intense. Le circuit d’allumage génère
entre 1 et 250 cycles par seconde et la quantité d’énergie dégagée à l’extrémité de l’allumeur à
chaque cycle est de l’ordre du Joule. Toutefois, en raison de pertes par conduction dans la bougie,
par rayonnement et par onde de choc dans le gaz, seule une petite partie de cette énergie est trans-
férée au mélange inflammable. La probabilité de succès de la création du noyau initial d’allumage
dépend de cette quantité d’énergie et de la durée de la décharge. Dans le même temps, l’énergie et
le nombre de cycles de décharge influencent directement la durée de vie de la bougie en raison de
l’érosion provoquée par l’arc électrique. Le dimensionnement de la bougie est donc un compromis
entre son efficacité et sa longévité.
L’allumeur-torche. Le principe consiste à associer une bougie d’allumage et un injecteur auxiliaire
pressurisé dont l’allumage est facile dans les conditions de démarrage. Cet allumeur crée une
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flamme-torche continue qui allume le spray de carburant produit par l’injecteur principal. Ce dis-
positif est couramment employé dans les turbines d’hélicoptère et il est obligatoire pour les foyers
à pré-vaporisation. Son principal problème est la production de coke sur l’orifice de l’injecteur.
Pour l’éviter, l’injection est coupée après l’allumage de la chambre et le logement de l’allumeur
est purgé en continu par un flux d’air frais.
À l’avenir, des systèmes comme l’allumage par laser (LIS pour laser induced spark) sont envisagés
pour leur capacité à allumer des mélanges plus pauvres que les systèmes conventionnels. Bien que des
recherches soient encore nécessaires pour le rendre applicable aux turbines à gaz, l’allumage par laser
suscite un intérêt car la tendance actuelle conduit à diminuer la richesse des foyers pour réduire les
émissions d’oxydes d’azote.
1.1.4 Critères de conception des turbines aéronautiques
D’un point de vue général, les fabricants de turbines aéronautiques recherchent l’amélioration des
performances, de la fiabilité et de la maintenabilité (c’est-à-dire son aptitude à être maintenu en état de
fonctionnement) et la réduction des coûts d’acquisition et d’opération.
En conception, l’objectif d’amélioration des performances se heurte à plusieurs contraintes technolo-
giques. Ainsi, l’accroissement de la puissance spécifique par l’augmentation de la température d’entrée
de turbine est limitée par la résistance thermo-mécanique de la turbine haute-pression. Cette limite peut
être repoussée par les techniques de refroidissement et l’utilisation de matériaux plus performants mais
aussi par un meilleur contrôle de l’écoulement dans la chambre de combustion. Dans ce dernier cas,
les outils de simulation numérique en mécanique des fluides ont un rôle à jouer dans le processus de
conception. À ce sujet, un calcul LES réactif a été réalisé au cours de cette thèse pour répondre à un
besoin de Turboméca sur le moteur Makila 2A. Le but était d’étudier l’influence d’un changement de
géométrie de la chambre de combustion sur la répartition de température à l’entrée de la turbine haute-
pression. Au niveau des pales de turbine, le profil radial de température moyenné en azimut (appelé FRT
pour fonction de distribution radiale de température) doit être rigoureusement contrôlé car la limite de
fluage des matériaux constituant les pales diminue avec la température. Le profil désiré par les concep-
teurs de la turbine comporte généralement des minima de température en pied de pale où les contraintes
mécaniques sont les plus fortes et en tête de pale où le refroidissement est difficile. Les concepteurs
de la chambre de combustion doivent ensuite s’assurer que le profil de température du moteur réel est
proche de ce profil supposé pour le dimensionnement de la turbine. À l’heure actuelle, la méthode de
prédiction de la FRT consiste à calculer l’écoulement réactif dans la chambre de combustion au moyen
d’outils 3D de type RANS (pour Reynolds average Navier-Stokes). Par rapport au RANS, les méthodes
de type LES (pour large eddy simulation ou simulation aux grandes échelles) promettent d’améliorer
significativement les prédictions et suscitent un intérêt grandissant chez les constructeurs. L’étude de la
chambre de combustion Makila, menée en collaboration avec L. Gicquel, est un exemple d’application
de la LES au problème industriel décrit ci-dessus. Pour des raisons de confidentialité, ce travail n’est pas
développé dans le manuscrit et seules deux figures extraites du rapport de contrat [88] sont montrées ici
(cf. Fig. 1.7). L’étude a mis en évidence l’importance de la modélisation précise des entrées d’air et de
carburant (roue d’injection, trous, films, surfaces multiperforées, tubes de mélange, etc.). La Fig. 1.7a
illustre la complexité de l’écoulement : la flamme, représentée par une iso-surface de température, in-
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teragit fortement avec les jets d’air qui l’alimentent1. La Fig. 1.7b montre la distribution de température
dans une section proche de la sortie. En plus d’améliorer la prédiction du profil moyen de température, la
LES fournit les fluctuations de l’écoulement. L’industriel pourrait utiliser cette information pour évaluer
les contraintes thermiques instationnaires auxquelles sont exposées les pales de turbine. Ce type d’étude
a été poursuivi par Boudier et al. [33] à travers une comparaison LES, RANS et expérience dans une
chambre Turboméca équipée d’injecteurs à pré-vaporisation. Enfin, sur le même sujet, le groupe Safran
s’intéresse à une méthode d’optimisation du FRT basée sur le calcul numérique de l’écoulement réactif
dans la chambre de combustion (cf. thèse en cours de F. Duchaine au Cerfacs [66, 67]).
a. b.
FIG. 1.7 - a) Calcul LES réactif d’un secteur de chambre Turboméca Makila 2A : iso-surface de température
coloriée par la vitesse (rouge < jaune) représentant la flamme et iso-surfaces de vitesse coloriées par la
température (bleu < gris) représentant certains jets d’air et le jet de carburant (zone inférieure). b) Champs
instantanés de température en sortie de chambre pour deux variantes de géométrie.
D’une manière générale, le dimensionnement d’un moteur aéronautique est dicté par des contraintes
diverses dont certaines sont citées ici :
Domaine de vol. Le fonctionnement stable du moteur est prévu dans des conditions de température et
de pression (donc d’altitude) qui définissent un domaine de vol.
Domaine de rallumage. L’extinction de la chambre de combustion peut survenir lors de défaillances
techniques (pompage, défaut de carburant, etc.) ou dans des conditions atmosphériques hostiles
comme lors d’une ingestion excessive d’eau ou de glace. Dans ce cas, le système d’allumage doit
assurer un rallumage immédiat du moteur sous certaines conditions de vol (altitude et vitesse) et
de température.
Régimes de fonctionnement. À partir du profil de vol d’un appareil donné, on définit un profil d’utilisa-
tion pour le moteur où une durée d’opération est attribuée pour chaque régime de puissance. Ainsi,
un moteur est dimensionné pour son régime de croisière mais aussi pour le régime de décollage
et pour les régimes d’urgence. Par ailleurs, les changements de régime sont limités par la marge
1une version animée de cette vue est disponible sur : http://www.cerfacs.fr/cfd/movies/Makila.mov
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vis-à-vis de la ligne de pompage (rapport de pression P3/P2 en fonction du débit d’air) et par les
limites d’extinction de la chambre de combustion.
Température des gaz chauds. La résistance mécanique des matériaux constituant les pales de turbines
décroît avec la température et impose une limite à la température T4 des gaz produits par la
chambre de combustion (cf. ci-dessus).
Limite de démarrage. Durant la séquence de démarrage, l’arbre du générateur de gaz est entraîné par
un moteur électrique, le carburant est injecté dans la chambre et le mélange air-carburant est en-
flammé par un allumeur. En fonction des conditions atmosphériques et de la température initiale
du moteur, des limites de durée voire de succès sont fixées pour chaque phase et en particulier
l’allumage. De plus, la séquence de démarrage est généralement associée à un pic de température
des gaz (T4) qu’il est nécessaire de prendre en compte.
Émissions de polluants. À l’heure actuelle, les normes d’émissions polluantes concernent uniquement
les avions civils propulsés par des turbo-soufflantes de plus de 26.7 kN de poussée [131]. Tou-
tefois, les industriels anticipent le durcissement et l’extension future de ces normes à l’ensemble
des appareils en étudiant des solutions technologiques comme les injecteurs LPP (pour lean pre-
mixed prevaporized ou pauvres prémélangés pré-vaporisés). Les préoccupations concernent sur-
tout les émissions de monoxyde de carbone (CO) et d’hydrocarbures imbrûlés (UHC) produites
aux faibles puissances et les émissions d’oxydes d’azote (NOx) produites aux puissances élevées.
Parmi ces critères, le domaine de rallumage figure parmi les plus contraignants et demande d’im-
portants efforts lors de la phase de développement. En particulier, la certification nécessite de coûteux
essais sur des bancs simulant les conditions d’altitude. Les performance du démarrage sont également
importantes car elles limitent les conditions atmosphériques (altitude et température) dans lesquelles
l’appareil peut espérer stationner. Pour un hélicoptère dont le moteur est froid, démarrer sur un altiport
par des températures négatives peut-être particulièrement délicat. La prédiction et l’amélioration de l’al-
lumage représente donc un besoin permanent de la part des constructeurs de turbines aéronautiques. Ces
tâches nécessitent de comprendre en détail les facteurs physiques et technologiques qui influencent le
phénomène.
1.1.5 Performance en allumage
Un allumage est considéré comme réussi quand le foyer est capable de maintenir une combustion
stable une fois que le dispositif d’allumage est éteint. Le succès d’un allumage pour différentes conditions
de débit d’air et de richesse définit une courbe (cf. Fig. 1.8) qui représente la performance du foyer en
terme d’allumage. Comme le montre la Fig. 1.8, la courbe limitant le domaine où l’allumage est possible
se situe à l’intérieur de la courbe de stabilité du foyer. Les performances d’allumage dépendent donc des
facteurs influençant la stabilité mais également de facteurs propres au phénomène d’allumage.
Pour comprendre le rôle de chacun de ces facteurs, il est nécessaire de détailler le processus d’allu-
mage. Pour un foyer typique de chambre annulaire, ce processus se décompose en trois phases principales
(cf. Fig. 1.9) :
Phase 1. Dans le cas d’un allumage par bougie, l’étincelle génère un noyau d’allumage suffisamment
volumineux et chaud pour être capable de se propager. Dans le cas d’un allumage par allumeur-
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FIG. 1.8 - Courbe d’allumage à pression constante d’un foyer aéronautique typique (extrait de Lefebvre [131])
torche, le jet de carburant auxiliaire est allumé par la bougie et produit une flamme-torche station-
naire.
Phase 2. Le noyau d’allumage ou le front de la flamme-torche se propage vers l’injecteur principal
et se stabilise dans la zone primaire. Alors qu’une chambre annulaire comporte une vingtaine
d’injecteurs principaux, les allumeurs sont généralement au nombre de deux. Suivant leur position,
entre deux et quatre injecteurs principaux peuvent donc être allumés au cours de cette phase.
Phase 3. La flamme se propage d’un injecteur principal à son voisin jusqu’à l’allumage complet du
foyer.
Le processus d’allumage décrit ci-dessus est influencé par les facteurs suivants :
L’allumeur. Pour un allumage par bougie, le succès de la phase 1 dépend fortement des caractéristiques
de l’arc électrique :
– l’énergie libérée lors de la décharge influence directement la taille et la température du noyau
d’allumage ;
– la durée de la décharge comporte un optimum (de l’ordre de 100 µs) qui minimise l’énergie
nécessaire à la création du noyau. À énergie constante, si la décharge est trop courte, les pertes
d’énergie lors de l’ionisation (cf. section 1.1.3) sont élevées. Si elle est trop longue, l’énergie
déposée est perdue par convection dans l’écoulement.
– la position par rapport à l’écoulement doit respecter plusieurs conditions : une richesse de mé-
lange favorable à l’allumage, un mouillage faible de la bougie par le spray et une vitesse d’écou-
lement modérée pour limiter les pertes convectives. Enfin, vis-à-vis de la phase 2, la bougie doit
nécessairement être placée dans la zone primaire afin que le noyau d’allumage ait tendance à
être convecté vers l’injection par la recirculation du jet principal.
Dans le cas d’un allumeur-torche, le succès de la création de la flamme-torche (phase 1) dépend de
la qualité d’atomisation du spray produit par l’injecteur de démarrage. En général, cette condition
est remplie et l’étape n’est pas limitante dans le processus d’allumage. La phase 2 dépend de la
puissance thermique dégagée par la flamme-torche et de sa position par rapport au jet principal : les
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FIG. 1.9 - Processus d’allumage d’une chambre annulaire en trois phases pour un allumage par bougie ou par
allumeur-torche
gaz chauds produits par l’allumeur doivent être mis en contact avec le spray de carburant principal.
L’écoulement gazeux. Dans le gaz, les principales variables influençant l’allumage sont les suivantes :
– pression de l’air : bien que l’évaporation soit favorisée par une faible pression, les effets de la
réaction chimique sont prépondérants et la performance d’allumage diminue avec la pression.
– température de l’air : en diminuant, la température de l’air défavorise l’allumage par réduction
du taux d’évaporation et de réaction.
– vitesse de l’air : pour un allumage par bougie, l’augmentation de la vitesse a généralement
un effet défavorable sur la phase 1. Un allumeur-torche y est moins sensible puisqu’il génère
sa propre dynamique de jet. La phase 2 est généralement défavorisée par une vitesse élevée
qui diminue le temps laissé au noyau ou à la flamme-torche pour se propager dans la zone
primaire avant d’être convecté vers l’amont. Toutefois, pour un moteur donné, une augmentation
de vitesse est associée à une augmentation de température (due au travail du compresseur) et à
une meilleure atomisation du spray, deux effets augmentant la probabilité d’allumage.
– intensité de turbulence : en augmentant les pertes thermiques par diffusion, une intensité de
turbulence élevée a tendance à défavoriser l’allumage.
Le spray de carburant. Les propriétés du spray jouent un rôle crucial dans toutes les phases de l’allu-
mage :
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– propriétés physiques du carburant liquide : la viscosité, en influençant la taille des gouttes, et
la volatilité déterminent la quantité de carburant pré-vaporisé dans la zone d’allumage. Lors
de l’allumage, ces deux paramètres déterminent également le taux d’évaporation des gouttes
n’ayant pas subi une vaporisation totale. La volatilité est fortement dépendante de la présence
d’espèces légères dans le mélange d’hydrocarbures liquides composant le kérosène.
– richesse du mélange : dans le cas de l’allumage, la richesse gazeuse produite par pré-évaporation
compte plus que la richesse totale (liquide + vapeur). Sa valeur optimale dans la zone primaire
se situe proche de la stœchiométrie.
– Atomisation du spray : les carburants courants ne sont pas assez volatiles pour être allumés et
brûlés si leur surface de contact avec l’air n’est pas largement augmenté par pulvérisation (taille
de gouttes inférieure à la centaine de microns). Les propriétés du spray ont donc un impact direct
sur les différentes phases du processus d’allumage. D’une part, le minimum d’énergie permet-
tant l’allumage varie fortement avec la taille des gouttes [131]. Ainsi, dans un spray contenant
une large distribution de diamètres, un nombre suffisant de petites gouttes peut favoriser sen-
siblement l’allumage. D’autre part, la dispersion des gouttes dans la zone primaire influence
directement la richesse locale. Par rapport aux autres modes d’injection, les injecteurs de type
airblast produisent une distribution spatiale de gouttes relativement uniforme garantissant une
richesse suffisante près de l’allumeur (favorable à la phase 1) et dans l’axe de l’injecteur (favo-
rable à la phase 2).
– température du carburant : une augmentation de la température initiale du carburant liquide fa-
vorise l’allumage en stimulant l’évaporation par augmentation de la volatilité et par amélioration
de l’atomisation due à une plus faible viscosité.
La géométrie de la chambre. La distance entre deux injecteurs principaux influence la phase 3 : plus
les injecteurs sont espacés, plus la progression de la flamme dans la direction azimutale est lente.
Dans certains foyers à pré-vaporarisation munis d’allumeurs-torches, il est nécessaire de placer
des injecteurs pilotes supplémentaires (sans bougie d’allumage) afin de favoriser la progression de
la flamme.
Dans le cas d’un allumage par bougie, on rappelle que le succès de la phase 1 est lié à la capacité
du noyau d’allumage à dégager plus d’énergie par combustion qu’il n’en perd par transfert thermique
avec le gaz environnant et par évaporation des gouttes. Ce problème a été étudié sur le plan expérimental
et théorique par Ballal et Lefebvre [14, 15, 16, 17]. Ces travaux montrent que les aspects diphasiques
jouent un rôle essentiel dans le processus. Les phases 2 et 3, quant à elles, mettent en jeu des flammes
diphasiques instationnaires. L’étude détaillée de la combustion diphasique est donc indispensable pour
aborder la question de l’allumage. La section 1.2 fournit un état de l’art dans ce domaine. Le phénomène
est d’abord décrit de façon générale (section 1.2.1) puis à travers différentes tentatives de classification
(section 1.2.2). Les approches actuelles en modélisation (section 1.2.3) et certaines études expérimentales
(section 1.2.3) sont ensuite présentées.
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1.2 État de l’art en combustion diphasique
1.2.1 Description générale du phénomène
La complexité de la combustion diphasique réside dans l’interaction forte entre trois principaux
phénomènes : la réaction chimique de combustion, les écoulements diphasiques et la turbulence (cf.
Fig. 1.10). Son étude nécessite une approche interdisciplinaire où l’analyse des couplages est aussi im-
portante que celle des phénomènes pris séparément.
• collisions
• rupture/coalescence
• dispersion
• évaporation
• agitation
• mélange
• dissipation
• allumage/extinction
• régimes de combustion
• instabilités
Combustion
Spray
Couplages
Turbulence
FIG. 1.10 - La combustion diphasique turbulente : triple interaction spray-combustion-turbulence
Combustion/turbulence. La combustion laminaire est déjà un processus complexe où des milliers de ré-
actions peuvent faire réagir des centaines d’espèces avec des échelles de temps et d’espace très va-
riables. Par ailleurs, la turbulence est assurément le phénomène le plus complexe en mécanique des
fluides non réactive. Pour étudier le couplage entre combustion et turbulence, la stratégie consiste
à comparer leurs échelles temporelles et spatiales respectives afin de distinguer différents régimes
d’interactions [61]. Lorsqu’une flamme interagit avec un écoulement turbulent, la turbulence est
modifiée par l’accélération et l’augmentation de viscosité dans l’épaisseur du front de flamme. Se-
lon les cas, ce mécanisme peut aussi bien générer de la turbulence (appelée alors flame-generated
turbulence [108]) où l’atténuer (re-laminarisation par la combustion). D’un autre côté, l’agitation
turbulente modifie la structure de flamme, en fonction du rapport d’échelles turbulence-chimie.
Généralement, la turbulence augmente la réaction par accroissement de la surface de flamme mais
elle peut aussi provoquer l’extinction dans les cas extrêmes.
Turbulence/spray. Les propriétés du spray varient fortement selon la phase du processus d’atomisation.
Dans la région d’atomisation primaire, sous l’effet des forces aérodynamiques, la phase liquide
continue (jet ou nappe liquide) se déstabilise et se désagrège sous la forme de filaments et de
grosses gouttes. L’atomisation secondaire produit ensuite des gouttes sphériques de petites tailles
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stabilisées par la tension superficielle. Lors de ces deux phases, les échelles turbulentes jouent un
rôle essentiel dans les processus de collisions, rupture et coalescence, mécanismes fondamentaux
de l’atomisation. Une fois l’atomisation secondaire achevée, la dynamique du spray est liée à la
densité volumique de gouttes : un spray dense est contrôlé par les collisions entre particules alors
qu’un spray dilué est contrôlé par les interactions fluides/particules. Pour un spray dilué, suivant
sa charge massique (masse des gouttes sur la masse de gaz), on distingue deux types d’interactions
turbulence/spray :
– à faible charge (< 10%), le couplage est essentiellement direct : la turbulence contribue à la
dispersion du spray mais ne subit pas l’action des gouttes en retour ;
– à forte charge (> 10%), le couplage est réciproque (two-way coupling en anglais) : l’effet
de dispersion est toujours présent mais la turbulence gazeuse est fortement perturbée par le
spray. Cet effet retour peut aussi bien représenter une atténuation qu’une augmentation2 de la
turbulence.
L’étude de l’atomisation est un problème ardu qui fait appel à plusieurs niveaux de modélisation.
Dans ce travail, le spray est supposé totalement atomisé et en régime dilué. Les efforts de modéli-
sation se concentrent alors sur la représentation correcte des phénomènes de dispersion turbulente
et d’évaporation dont le rôle dans l’interaction spray/combustion est essentiel.
Spray/combustion. La réaction chimique de combustion ayant lieu uniquement en phase gazeuse, la
production de vapeur de carburant à partir de la forme liquide est une étape obligatoire dans la
combustion de spray. Selon le rapport entre les temps d’évaporation et de convection du spray, la
combustion a lieu en milieu monophasique ou diphasique. Dans le premier cas, le taux de réaction
dépend uniquement de la répartition de vapeur de carburant résultant de la dispersion/évaporation
du spray. Dans le second cas, on observe un couplage intime entre le spray et la flamme. La
structure de flamme dépend alors fortement des paramètres du spray et de la réaction chimique.
L’analyse de cette structure fait l’objet de la section 1.2.2.
Finalement, l’analyse de la combustion diphasique peut se faire selon trois niveaux :
1. les phénomènes isolés de combustion, turbulence et écoulements diphasiques ;
2. les phénomènes couplés de façon binaire ;
3. le processus global couplant les trois phénomènes.
Le premier niveau représente en lui-même plus d’un siècle de travaux de recherche dans chaque
domaine et tous les questionnements qu’il suscite sont loin d’être résolus. Le second reste délicat à ap-
préhender du point de vue analytique mais bénéficie des progrès de l’expérimentation et de l’avènement
du calcul numérique. Le dernier niveau correspond à l’ultime degré de complexité : il représente une
forme hybride des analyses précédentes plus que leur simple addition. Là encore, le potentiel des simu-
lations numériques promet de belles avancées. Pour comprendre les besoins de ces simulations en terme
de modélisation, il est nécessaire de décrire le phénomène de combustion diphasique du point de vue des
structures de flamme.
2Dans le cas de l’injection Diesel, l’aérodynamique interne de la chambre de combustion et le mélange air-carburant sont
fortement conditionnés par l’entraînement d’air par le spray sous l’effet du couplage inverse.
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1.2.2 Structures des flammes diphasiques
Dans leur article, Réveillon et Vervisch [205] fournissent une synthèse des précédentes descriptions
des structures des flammes diphasiques et proposent un niveau supplémentaire de classification à partir
de résultats de simulation numérique directe. La section suivante s’inspire de la partie descriptive de leur
étude.
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Figure 2. Combustion modes of a droplet cloud (Chiu et al. (1982); Kuo (1986)).FIG. 1.11 - Modes de combustion d’après la classification de Chiu (extrait de Réveillon et Vervisch [205])
À partir de l’observation expérimentale selon laquelle les gouttes de carburant brûlent rarement de
façon individuelle, Chiu et ses collaborateurs [50, 51, 53, 254] sont les premiers à avoir proposé une
classification des flammes de spray. En raisonnant sur un nuage de gouttes plongé dans une atmosphère
d’oxydant chaud, ils distinguent les régimes de combustion suivant le nombre de groupeG (cf. Fig. 1.11).
Ce nombre sans dimension représente le rapport entre la vitesse d’évaporation et la vitesse de diffusion
des gaz chauds à l’intérieur du nuage. Pour les grands nombres de Péclet, le nombre de groupe peut-être
évalué par la relation :G ≈ 5N2/3/S oùN est le nombre de gouttes dans le nuage et S est le paramètre de
séparation. S représente le rapport entre la distance moyenne inter-gouttes δs et le rayon de la flamme qui
enveloppe potentiellement chaque goutte δrf (cf. Kerstein et al. [119]). Dans le cas d’un spray très dilué,
δs ne dépend que de la densité volumique de gouttes n : δs = n−1/3. S permet de distinguer les situations
favorables à la combustion de gouttes isolées (S élevé) des situations propices à la combustion de groupe
(S faible). L’utilisation du nombre de groupe G permet une distinction supplémentaire. Pour G ( 1,
le nuage est trop dense pour permettre la diffusion de la chaleur : le cœur du nuage est saturé et seules
les gouttes proches de la frontière du nuage s’évaporent. La combustion se fait alors dans une flamme
de diffusion maintenue à distance de cette frontière (régime de combustion externe enveloppante). Pour
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la limite opposée, G ) 1, les gouttes sont suffisamment éparses pour permettre aux gaz chauds de
pénétrer dans le cœur du nuage. On observe alors un régime de combustion interne où évaporation et
combustion ont lieu autour de chaque goutte. La transition entre ces limites extrêmes se fait via des
régimes intermédiaires (cf. Fig. 1.11). Pour G légèrement supérieur à 1, la flamme reste à l’extérieur du
groupe de gouttelettes mais le transport des gaz chaud y est suffisamment efficace pour que l’évaporation
affecte le cœur du nuage. PourG < 1, le cœur du nuage brûle en combustion externe alors que les gouttes
de la périphérie brûlent de façon isolée.
Borghi et ses collaborateurs [30, 31, 32] ainsi que Chang [43] proposent un autre niveau d’analyse
faisant appel au temps d’évaporation τv, au temps caractéristique de la flamme τf et à son épaisseur
δf . Quand τv ) τf , les gouttes sont évaporées dans la zone de préchauffage de la flamme et le front
de flamme se propage dans un écoulement monophasique telle une flamme de prémélange gazeuse (cf.
Fig. 1.12a). Toutefois, les fluctuations de fraction volumique du spray peuvent entraîner des variations
locales de la vapeur de carburant devant le front de flamme et provoquer des effets de prémélange partiel
(cf. Fig. 1.12b). Dans le cas où le temps d’évaporation est long devant le temps de la flamme, la situa-
tion devient plus complexe. Pour δf > δs, les gouttes se retrouvent dispersées à l’intérieur du front de
flamme et ont tendance à l’épaissir (cf. Fig. 1.12c). Pour δf < δs, les gouttes ayant traversé le front de
prémélange primaire brûlent dans une zone réactive secondaire. La forme de cette zone dépend du fac-
teur de séparation S. Pour les faibles valeurs de S, on retrouve un régime de combustion de groupe où les
gouttes brûlent individuellement ou en petits groupes entourés par une flamme. Pour des valeurs crois-
santes de S, Borghi [30] distingue un régime de combustion percolante puis de combustion en poches
(cf. Fig. 1.13).
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FIG. 1.12 - Flamme prévaporisée (a). Effet des fluctuations locales de richesse sur la flamme prévaporisée (b).
Flamme diphasique épaissie (c) (d’après Borghi [30])
Réveillon et Vervisch [205] notent que les représentations de Chiu et al. et Borghi et al. ne prennent
pas en compte les variations de richesses et les effets de la turbulence. En réponse, ils proposent d’étendre
l’analyse à partir de résultats de simulations numériques directes 2D de flammes de spray faiblement
turbulentes obtenus pour différentes valeurs de la richesse du spray (définie à partir du rapport entre la
masse de liquide sur la masse d’oxydant), de δs/δf et de τv/τf . Les différentes topologies observées sont
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FIG. 1.13 - Diagramme de Borghi pour les flammes laminaires diphasiques [30]
schématisées par la Fig. 1.14 représentant la configuration d’un spray à richesse initiale φ0l variable qui
rencontre un écoulement d’air co-courant. En fonction de φ0l , trois principaux régimes de flammes sont
distingués :
Régime de combustion externe. Pour les valeurs extrêmes de la richesse, la réaction se fait suivant un
front de flamme continu :
– en régime de combustion fermée (φ0l faible) où le front, principalement prémélangé, est capable
de consommer l’intégralité du carburant liquide et gazeux (Fig. 1.14a) ;
– en régime de combustion ouverte (φ0l élevé) où le carburant brûle essentiellement en diffusion
avec l’air externe (Fig. 1.14d).
Régime de combustion de groupe. Les gouttes s’organisent en groupes dont la combustion se fait de
façon indépendante par des flammes de prémélange riches souvent suivies de flammes de diffusion
(Fig. 1.14b).
Régime de combustion hybride. Entre la combustion de groupe et la combustion externe ouverte, un
régime intermédiaire est observé (Fig. 1.14c) : les groupes de gouttes brûlent en prémélange mais
la richesse élévée empêche la percolation des flammes de diffusion dans le spray. Le carburant non
brûlé est alors consommé en diffusion avec le co-courant d’oxydant.
1.2.3 Modélisation des flammes diphasiques turbulentes
Modèles pour l’écoulement gazeux
L’ensemble des analyses décrites ci-dessus montre que les flammes diphasiques peuvent prendre des
formes diverses en fonction de nombreux paramètres. Dans tous les cas, la structure fine de ces flammes
ne peut être résolue de façon précise qu’avec des méthodes de type simulation numérique directe (ou
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FIG. 1.14 - Régimes de combustion diphasique en fonction de la richesse du spray φ0l selon Réveillon et
Vervisch [205]. Trait continu : flamme de prémélange. Trait interrompu : flamme de diffusion.
DNS pour direct numerical simulation) telles que celles employées par Réveillon et Vervisch [205] ou
Nakamura et al. [176]. À ce niveau, il est important de préciser qu’il ne s’agit cependant pas de véritables
DNS dans le sens où l’écoulement n’est pas résolu à l’échelle de la goutte mais à l’échelle turbulente de
Kolmogorov. Les gouttes étant représentées de manière ponctuelle, il s’agit en réalité de DNS de la phase
gazeuse uniquement. Bien qu’elles fournissent de précieuses informations sur la physique, ces méthodes
sont réservées aux écoulements à faible nombre de Reynolds ou à deux dimensions. À l’inverse, le monde
industriel utilise traditionnellement l’approche RANS afin de calculer les configurations réalistes pour
un faible coût informatique. La méthode RANS consiste à résoudre les équations moyennées en temps
en utilisant des modèles pour les termes instationnaires. Bien que d’importants efforts de modélisation
l’ont dotée d’un grand niveau de maturité, cette méthode reste imprécise pour les écoulements fortement
détachés rencontrés dans les foyers aéronautiques. De plus, elle prédit difficilement les phénomènes
fortement instationnaires tels que les détachements de tourbillons et la formation de grandes structures
cohérentes. Enfin, en combustion turbulente, les termes dus à la réaction chimique requièrent un niveau
supplémentaire de modélisation qui ajoutent un degré d’incertitude aux prédictions. La simulation aux
grandes échelles (LES) est une approche intermédiaire entre DNS et RANS. Les équations de conserva-
tion sont filtrées en espace et seuls les phénomènes se déroulant à une échelle inférieure à la taille du filtre
nécessitent d’être modélisés. À cette échelle (appelée échelle de sous-maille), le mouvement turbulent
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ne représente qu’une faible portion de l’énergie cinétique totale et son caractère relativement universel
le rend plus facile à modéliser. Les avantages de l’approche LES sur l’approche RANS sont discutés en
détail dans l’ouvrage de Poinsot et Veynante [197]. En particulier, l’interaction turbulence/combustion
(cf. section 1.2.1) est mieux décrite en LES. Toutefois, la LES nécessite des schémas numériques d’ordre
élevé et des maillages raffinés pour bien représenter les plus petites échelles résolues. De plus, un grand
nombre d’itérations temporelles sont requises pour obtenir la convergence des propriétés statistiques de
l’écoulement. Ainsi, le coût d’une LES représente facilement 100 à 1000 fois celui d’un calcul RANS
équivalent. Comme on le verra par la suite, ce coût de calcul élevé impose une stratégie informatique
particulière pour réaliser une LES avec un temps de restitution raisonnable.
Sous-modèles pour la combustion diphasique en LES
Comme en combustion gazeuse, les échelles de coupure de la LES sont supérieures aux échelles
caractéristiques des flammes diphasiques, quels que soient le ou les modes de combustion observés. Une
étape de modélisation est donc indispensable pour représenter les interactions spray/turbulence/combustion
à l’échelle de la sous-maille. Chaque niveau de description de l’écoulement nécessite un traitement par-
ticulier faisant appel à un modèle de sous-maille spécifique :
Modèle de goutte individuelle. Dans la mesure où chaque goutte est vue de manière ponctuelle (cf. ci-
dessus), les transferts de masse, quantité de mouvement et d’énergie avec le gaz porteur doivent
être intégralement modélisés. Pour une goutte individuelle, Chiu [52] distingue quatre états pos-
sibles : le préchauffage, l’évaporation, la saturation et la combustion. Dans la majorité des cas, le
dernier état est peu ou pas observé en raison des effets de groupe décrits dans la section précé-
dente. La modélisation précise des trois premiers états est loin d’être une tâche aisée. En effet, si
le problème de l’évaporation d’une goutte monocomposant isolée dans une atmosphère au repos
est bien connu [219, 220], la situation se complique rapidement lorsqu’on inclut les effets d’écou-
lement relatif gaz/goutte, d’interactions entre gouttes, de carburants multicomposants, de fortes
instationnarités, d’état supercritique, etc. Afin de prendre en compte un certain nombre de ces ef-
fets, Chiu [52] propose de regrouper les théories existantes au sein d’un formalisme unifié. Enfin,
le modèle de goutte isolée doit également représenter l’échange de quantité de mouvement sous la
forme d’une force de traînée, éventuellement corrigée par les effets d’évaporation [167].
Modèle d’atomisation du spray. La phase initiale d’atomisation représente une étape particulièrement
délicate et pourtant cruciale car elle détermine la distribution en diamètre, concentration et vitesse
de gouttes, paramètres essentiels de la dispersion et de la combustion du spray. Concernant la phase
d’atomisation primaire, le coût de calcul que représente le suivi de l’interface liquide/gaz place ce
type de simulation hors de portée des calculs en géométrie réaliste. L’état de l’art actuel consiste
au mieux à simuler la phase d’atomisation secondaire en considérant la rupture de gouttes comme
un processus stochastique [9]. Dans la plupart des cas, les caractéristiques initiales du spray sont
fournies par des mesures expérimentales en aval de la zone d’atomisation. En l’absence de données
expérimentales, le diamètre moyen de Sauter et l’angle du spray peuvent être obtenus en fonction
du type d’injecteur à partir de corrélations empiriques [131]. La modélisation de l’atomisation
représente clairement un des points durs de la simulation des sprays.
Modèle de dispersion turbulente du spray. La plupart des études LES d’écoulements gaz-particules
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adoptent l’approche Euler-Lagrange (EL ou lagrangienne) consistant à calculer la trajectoire la-
grangienne de chaque particule (DPS pour discrete particle simulation en anglais). Ces études ont
montré la capacité de la LES à prédire la concentration préférentielle des particules par la turbu-
lence [265] et la nécessité d’un modèle de sous-maille pour les particules lorsqu’elles interagissent
avec les structures non résolues du fluide [11, 199, 71]. Concernant l’évaporation, Réveillon et
Vervisch [204] proposent un modèle pour la variance non résolue de la vapeur de carburant. Déve-
loppé plutôt dans le contexte RANS, ce modèle a été étendu à la variance de sous-maille en LES
par Péra [185]. Par ailleurs, de façon récente, le formalisme Euler-Euler (EE ou eulérien) consis-
tant à décrire le spray comme un milieu statistiquement continu a été étendu au contexte de la LES
par Riber [206] et Riber et al. [207, 208].
Modèle de combustion turbulente. En combustion turbulente gazeuse, les modèles de flammelettes
sont largement répandus [186, 188]. Ils se basent essentiellement sur la connaissance du sca-
laire passif z et du taux de dissipation scalaire χ. Dans les flammes diphasiques, z n’est plus
un scalaire passif en raison du transfert de masse par évaporation. De plus, on y rencontre géné-
ralement les deux régimes de combustion, prémélange et diffusion, au sein d’une même structure
de flamme [205, 266]. Enfin, dans un calcul DNS de flamme diphasique contre-courant, Wata-
nabe et al. [266] observent des niveaux de χ largement inférieurs à ceux d’une flamme gazeuse
équivalente. Ainsi, les traditionnels modèles de flammelettes basés sur z et χ sont incapables de
représenter la structure d’une flamme diphasique. Une voie possible est l’approche combinée flam-
melette/variable d’avancement (ou FPV pour flamelet/progress variable) proposée par Pierce et
Moin [192] et capable de traiter les régimes partiellement prémélangés. Savoir si le modèle de com-
bustion doit prendre en compte la combustion de groupe n’est pas clair : ce phénomène peut aussi
bien se manifester à l’échelle résolue comme à l’échelle de sous-maille en fonction du nombre
de gouttes dans le groupe. Bien que des comportements de type combustion de groupe aient été
observés dans des calculs LES [127], la capacité de cette méthode à représenter correctement le
phénomène reste à prouver.
Études numériques existantes en LES
En raison des difficultés de modélisation, des coûts de calcul élevés et du manque de données expé-
rimentales pour la validation, les simulations aux grandes échelles des flammes diphasiques sont rares.
En 2001, Sankaran et Menon [217] sont les premiers à présenter une telle étude à travers un calcul dans
une configuration de jet vrillé. Le spray est traité en approche lagrangienne, le domaine de calcul axy-
symétrique est maillé avec une grille structurée et très peu d’informations sont fournies sur le modèle de
combustion. Cette étude met en évidence le fort potentiel de la LES pour reproduire l’interaction entre
l’écoulement vrillé, la dispersion et le mélange air–carburant ainsi que la modification de l’aérodyna-
mique par le dégagement de chaleur. Depuis 2002, une étude LES diphasique réactive d’une chambre
aéronautique menée dans le cadre du programme ASCI (Accelerated Strategic Computing Initiative) a
donné lieu à plusieurs publications [57, 97, 141, 142, 170]. Les simulations sont réalisées au moyen du
code de calcul CDP développé par le CTR (Université de Stanford). Le modèle lagrangien a été validé en
dispersion [10] et en évaporation [142] à partir des expériences respectives de Sommerfeld et Qiu [245]
et [246]. Les prédictions du modèle stochastique de rupture pour l’atomisation secondaire (cf. ci-dessus)
ont été confrontées aux résultats expérimentaux de Hiroyasu et Kudota [103] pour une injection Diesel.
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Pour valider l’approche diphasique globale (atomisation-dispersion-évaporation), un calcul d’injection
en géométrie complexe a été comparé aux données expérimentales d’un injecteur Pratt & Whitney. Le
calcul LES diphasique réactif à proprement parler représente un secteur simple (1/18e) de chambre an-
nulaire Pratt & Whitney incluant le contournement du foyer et les détails géométriques de l’injecteur.
Le domaine de calcul a été maillé au moyen d’une grille de 1.9 million d’éléments hybrides. La réaction
chimique est prise en compte par le modèle FPV (cf. ci-dessus) à partir de tables chimiques pour un
carburant de substitution du jet-A (type de kérosène) constitué d’un mélange de deux hydrocarbures. La
simulation prédit une flamme non prémélangée produisant des gaz chauds refroidis en aval par les jets de
dilution. Le profil radial de température (FRT, cf. section 1.1.4) obtenu en sortie de chambre reproduit de
façon satisfaisante le profil expérimental. Afin de calculer les quelque 0.6 million de trajectoires de par-
ticules (numériques et physiques) sur la grille non structurée, un effort particulier a été accompli dans le
développement de l’algorithme de suivi lagrangien [10]. Malgré une méthode de répartition de la charge
de calcul en fonction de la densité de particules, le nombre de processeurs parallèles utilisables semble
limité et la simulation reste très coûteuse : plus de 25 jours de temps d’exécution sur 80 processeurs ASC
Frost (IBM SP3) pour environ 4 temps convectifs.
Ces études en LES constituent l’état de l’art en simulation numérique de la combustion diphasique
turbulente en géométrie réaliste. Leur faiblesse réside dans l’absence de validation expérimentale en
écoulement réactif. La section suivante décrit quelques expérimentations de flammes diphasiques turbu-
lentes bien documentées.
Études expérimentales
En combustion turbulente diphasique, l’expérimentation est particulièrement délicate, en partie en
raison des difficultés à générer un spray reproductible et bien caractérisé. Pour étudier la physique d’un
phénomène aussi complexe, l’approche expérimentale est cependant indispensable. Par ailleurs, la va-
lidation des modèles numériques requiert des expériences suffisamment détaillées pour définir les pa-
ramètres d’entrée des codes de calcul et fournir des comparaisons abondantes dans le domaine simulé.
Parmi ces études plutôt rares, on peut citer les références suivantes :
– Akamatsu et al. [3, 4] ont étudié le comportement détaillé d’une flamme–jet diphasique grâce à
différentes mesures optiques. Le dispositif d’injection produit un spray central parfaitement ato-
misé et dilué qui est allumé et stabilisé par un brûleur pilote coaxial. Cette configuration permet
de négliger les zones de spray fortement chargé où ont lieu des phénomènes complexes tels que la
rupture, la coalescence et les collisions de gouttes.
– Pour un brûleur basé sur le même principe, Michou et al. [163] et Michou [164] fournissent des
champs de température et des taux d’évaporation pour différentes conditions de richesse et de
diamètre de gouttes. Cette étude a été prolongée par Pichard et al. [190] et Pichard [189] qui
ont caractérisé le spray en terme de granulométrie et de fraction volumique de liquide pour des
variations de température et débit d’air, de richesse et de type de carburant.
– Widmann et Presser [268] proposent une base de données expérimentale destinée à la validation des
codes de mécaniques des fluides en combustion diphasique. Le dispositif est un injecteur pressurisé
produisant un spray conique creux dans un jet d’air co-axial vrillé. La giration modérée du jet
d’air génère une zone de recirculation centrale qui stabilise la flamme, comme dans la plupart des
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brûleurs aéronautiques. Les conditions aux limites sont bien définies et les propriétés du spray
sont mesurées en détail. Les auteurs fournissent également les champs de vitesse de l’écoulement
gazeux ainsi que la température et la composition des gaz brûlés en sortie.
1.3 Objectif de l’étude et choix méthodologiques
1.3.1 Besoin d’un outil numérique
La section 1.1 a mis en évidence la nécessité d’un outil de prédiction de la combustion dans les foyers
aéronautiques, en particulier pour les moteurs d’hélicoptères. Un tel outil doit prendre en compte les
phénomènes physiques complexes et couplés que sont la turbulence, la combustion et les sprays (cf. sec-
tions 1.2.1 et 1.2.2). Il s’agit donc d’un code de calcul de mécanique des fluides (CFD pour computational
fluid dynamics en anglais) incluant un modèle pour la chimie et pour les écoulements à phase dispersée.
Comme on l’a montré dans la section 1.2.3, l’approche LES constitue une des voies les plus promet-
teuses dans ce domaine. Ayant prouvé son potentiel pour la combustion turbulente gazeuse [194], il est
naturel d’envisager l’extension de cette méthode à la combustion diphasique. De plus, par son caractère
intrinsèquement instationnaire, elle semble particulièrement adaptée aux simulations d’allumages. Outre
les problèmes de modélisation, le développement de cet outil numérique est soumis à deux contraintes
particulières : la capacité à traiter les géométries complexes des foyer réels ainsi qu’une performance
élevée en temps d’exécution.
1.3.2 Contexte de travail
Depuis plusieurs années, le Cerfacs, en collaboration avec l’IFP, développe le code de calcul AVBP
qui a fait l’objet de plusieurs applications en combustion turbulente gazeuse sur des géométries com-
plexes [86, 213, 229, 231, 232]. En 2004, les travaux de thèse de A. Kaufmann [110] ont permis d’im-
planter un module diphasique (appelé TPF) capable de traiter les écoulements à phase dispersée dans un
contexte de simulation numérique directe. En 2005, la thèse de J.-B. Mossa [173] propose une extension
de ces développements aux effets de polydispersion dans les sprays. En 2006, la thèse de S. Pascaud [181]
montre la capacité de l’outil AVBP TPF à traiter la combustion diphasique en configuration réaliste. En
2007, la thèse de E. Riber [206] développe et valide une approche LES pour la phase dispersée dans
les écoulements non réactifs. Dans ce contexte d’élaboration d’un outil numérique en combustion di-
phasique, le travail de thèse présenté ici poursuit le développement du module diphasique existant et le
consolide. Sur le plan pratique, le module TPF initialement développé par A. Kaufmann et J.-B. Mossa a
été implanté dans une version récente d’AVBP. Ce travail, mené en collaboration avec E. Riber, a produit
une version de code qui constitue le cœur de la version actuelle d’AVBP (AVBP V6.X). En terme de mo-
délisation, l’effort s’est porté sur le modèle d’évaporation de gouttes et la mise en place d’un couplage
robuste avec la phase gazeuse et le modèle de combustion. La présentation de l’outil LES diphasique
réactif développé dans cette thèse a fait l’objet d’une publication collective dans Flow, Turbulence and
Combustion [28] (cf. annexe B).
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1.3.3 Stratégie et méthodes
Dès le début, le développement du code AVBP a été guidé par certains choix de méthodes qui ré-
pondent aux exigences en terme de modélisation et de performance de calcul. L’ensemble des contraintes
liées à la présente étude (cf. section 1.3.1) conduisent à la stratégie résumée par la Fig. 1.15. La simulation
aux grandes échelles représente le cœur de l’approche autour duquel gravitent des méthodes théoriques
ou numériques plus spécifiques. Le choix du formalisme Euler-Euler pour la phase dispersée représente
une option majeure. La justification de ce choix est détaillée dans le chapitre 3 et peut se résumer à quatre
raisons principales :
– la formulation continue permet d’utiliser les mêmes algorithmes de résolution pour la phase ga-
zeuse et pour la phase dispersée ;
– la grille de calcul eulérienne étant la même pour les deux phases, le couplage informatique est
immédiat ;
– grâce aux deux bénéfices précédents, la parallélisation par décomposition de domaine est efficace ;
– le coût de calcul pour le spray ne dépend pas du nombre de particules à transporter et reste de
l’ordre du coût de calcul pour la phase gazeuse.
Dans le gaz, le mélange est pris en compte par une formulation multi-espèces des propriétés thermody-
namiques et de la diffusion moléculaire. La réaction chimique est représentée par un schéma cinétique
simplifié ajusté quantitativement sur des propriétés propagatives et possédant le bon comportement vis-
à-vis de l’allumage (loi d’Arrhenius) (cf. section 4.7). L’intéraction turbulence–flamme à l’échelle non
résolue par la LES est modélisée par le modèle de flamme épaissie dynamique (cf. section 4.6). Le choix
de la formulation totalement compressible et de l’intégration temporelle explicite contraint à avancer au
pas de temps acoustique ce qui nécessite un grand nombre d’itérations temporelles. En contre-partie, les
phénomènes acoustiques sont bien décrits et l’efficacité de parallélisme est maximale. Par conséquent,
le temps d’exécution peut être largement réduit par l’utilisation d’un grand nombre de processeurs pa-
rallèles (cf. section 5.5). D’un point de vue général, la stratégie adoptée peut se résumer de la façon
suivante :
1. une description précise de l’aérodynamique de l’écoulement en géométrie complexe au moyen
d’une approche LES ;
2. un choix de méthodes et de modèles plutôt simples pour capturer l’essentiel de la physique des
flammes turbulentes diphasiques et de l’allumage tout en conservant des performances élevées en
calcul parallèle.
1.3.4 Objectifs de l’étude
Les écoulements turbulents diphasiques réactifs sont des systèmes complexes dont la modélisation
numérique nécessite plusieurs niveaux de validation (cf. section 1.2.3). Concernant la dispersion du
spray par la turbulence du fluide, l’approche Euler-Euler adoptée dans AVBP a été validée par Riber
et al. [207] et Riber [206] sur l’expérience de Borée et al. [29] et par Mossa [173] et Boileau et al. [28]
sur l’expérience de Sommerfeld et Qiu [245]. Dans cette thèse, les efforts de validation se sont portés
sur l’effet de la turbulence sur l’évaporation d’un nuage de goutte, d’une part, et sur le rôle de l’interac-
tion évaporation-combustion sur la propagation de flamme, d’autre part. La première partie est une étude
DNS de l’évaporation d’un nuage de gouttes dans une turbulence homogène isotrope décroissante. Le
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FIG. 1.15 - Description des principaux choix de méthodes en fonction des exigences de modélisation et de
parallélisme
but est de reproduire l’effet de la turbulence du gaz sur la ségrégation des particules et la variance de
vapeur. La seconde étude porte sur des flammes planes laminaires et se divise en deux cas tests :
– une flamme diphasique dite homogène (spray évaporé avant la flamme) que l’on compare à une
solution analytique ;
– une flamme diphasique saturée (spray évaporé dans la flamme) dont la structure révèle le couplage
fort entre l’évaporation, la réaction chimique et les transferts thermiques. L’objectif est de montrer
que ce couplage, mécanisme clé de la propagation de la flamme, est bien pris en compte par le
modèle. Ce cas test sert également à évaluer le modèle de flamme épaissie étendu aux flammes
diphasiques.
Ces études ne représentent qu’une première étape et une validation complète de l’approche néces-
siterait une comparaison avec les résultats d’une expérience de référence telle que celles décrites dans
la section 1.2.3. Toutefois, avant de chercher à reproduire précisément une flamme de laboratoire, il
est intéressant de tester la méthode sur une des configurations réalistes auxquelles l’outil numérique est
destiné. Dans ce but, l’approche complète (LES diphasique réactive) a été appliquée à la combustion
dans un foyer typique de turbine d’hélicoptère. Dans un premier temps, l’étude s’est portée sur le ré-
gime stationnaire et sur une phase d’allumage dans un secteur unique de chambre annulaire (séquence
correspondant à la phase 2 définie dans la section 1.1.5). Dans un second temps, le domaine de calcul
a été étendu à la chambre complète afin d’analyser le processus d’allumage par propagation de flamme
de secteur à secteur (phase 3). En raison des grandes ressources informatiques qu’elle nécessite, cette
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configuration permet de tester la performance du code (et des machines) sur des calculs parallèles avec
un grand nombre de processeurs. Ainsi, cette étude a donné lieu à plusieurs projets impliquant des fa-
bricants ou des propriétaires de machines massivement parallèles. Dans une étude préliminaire, IBM a
fourni un accès à son supercalculateur BlueGene/L (Rochester, US) sur lequel des calculs parallèles sur
2048 processeurs ont été réalisés [6, 26]. Le calcul présenté ici a été réalisé sur 700 processeurs du Cray
XT3 (États Unis) prêté par Cray. Des tests ont également été effectués sur la machine Bull Tera-10 du
CEA (Saclay, France) et sur l’IBM Marenostrum du BSC (Barcelone, Espagne). Le but est de montrer
la faisabilité et l’apport de l’approche LES sur le problème pratique de l’allumage d’un foyer d’hélico-
ptère (cf. section 1.1) et d’identifier les possibilités et les limites du calcul parallèle dans une stratégie de
maîtrise du temps de restitution pour de telles simulations [251].
1.4 Organisation du manuscrit
La première partie contient une description de l’approche théorique et numérique employées dans la
thèse. Le chapitre 2 présente les équations de conservation de la phase gazeuse (équations de Navier-
Stokes) dans le contexte multi-espèces réactif compressible. Le chapitre 3 développe le formalisme
Euler-Euler pour la modélisation de la phase dispersée et détaille les modèles de fermeture utilisés.
Le chapitre 4 fournit les équations de la simulation aux grandes échelles obtenus par filtrage des équa-
tions présentées dans les deux chapitres précédents. La fermeture des termes non résolus est présentée,
le modèle de combustion turbulente est détaillé et une modélisation de la chimie du kérosène est propo-
sée. Enfin, le chapitre 5 décrit l’approche numérique de façon générale et aborde la stratégie de calcul
parallèle.
La seconde partie traite de la validation du code de calcul et de l’exploration de la physique de certains
phénomènes clés de la combustion diphasique à travers des cas tests académiques. Ainsi, le chapitre 6
analyse l’interaction entre un nuage de gouttes en évaporation et une turbulence homogène isotrope alors
que le chapitre 7 s’intéresse à la propagation de flammes planes laminaires dans un spray de carburant.
La troisième partie présente une application de l’approche LES diphasique réactive à un secteur isolé
de foyer de turbine d’hélicoptère. Le chapitre 8 décrit le régime d’écoulement stationnaire en terme de
mécanisme de stabilisation et de structure de flamme. Le chapitre 9 analyse l’allumage du secteur pour
en identifier le processus détaillé.
La quatrième et dernière partie est consacrée à l’allumage d’une chambre de combustion complète et
se présente sous la forme d’un article en préparation pour l’AIAA Journal.
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Chapitre 2
Équations de conservation pour les
écoulements gazeux réactifs
2.1 Équations et variables conservatives
On écrit les équations de conservation d’un écoulement multi-espèces réactif sous la forme suivante :
∂w
∂t
+∇ · F = s (2.1)
w = ( ρu, ρv, ρw, ρE, ρk)T est le vecteur des variables conservatives avec respectivement ρ, u, v, w, E
et ρk, la masse volumique, les trois composantes du vecteur vitesse u = (u, v, w)T , l’énergie totale non
chimique et ρk = ρYk avec Yk la fraction massique de l’espèce k, k variant de 1 àN , N étant le nombre
d’espèces. F est le tenseur des flux que l’on décompose de façon classique en une partie non diffusive et
une partie diffusive :
F = FI(w) + FV (w,∇w) (2.2)
s est le vecteur des termes sources qui se compose de deux parties :
s = sc + sl-g (2.3)
où sc est le terme source lié à la réaction chimique (cf. section 2.7) et sl-g est le terme source dû aux
effets de la phase liquide sur la phase gazeuse (cf. section 3.2.5).
Les trois composantes du tenseur des flux non diffusifs FI(w) s’écrivent :
f I =

ρu2 + P
ρuv
ρuw
(ρE + P )u
ρku
 , gI =

ρuv
ρv2 + P
ρvw
(ρE + P )v
ρkv
 , hI =

ρuw
ρvw
ρw2 + P
(ρE + P )w
ρkw
 (2.4)
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où la pression hydrostatique P est déterminée par l’équation d’état des gaz parfaits (Eq. 2.16).
Les trois composantes du tenseur des flux diffusifs FV (w,∇w) s’écrivent :
fV =

−τxx
−τxy
−τxz
−(uτxx + vτxy + wτxz) + qx
Jx,k

gV =

−τxy
−τyy
−τyz
−(uτxy + vτyy + wτyz) + qy
Jy,k

hV =

−τxz
−τyz
−τzz
−(uτxz + vτyz + wτzz) + qz
Jz,k

(2.5)
où τ est le tenseur des contraintes visqueuses, µ est la viscosité dynamique (cf. section 2.6), Ji,k est
le flux diffusif de l’espèce k dans la direction i (cf. section 2.4) et qi est le flux diffusif de chaleur (cf.
section 2.5). τ est défini par :
τij = 2µ
(
Sij − 13δijSll
)
(2.6)
avec : Sij =
1
2
(
∂uj
∂xi
+
∂ui
∂xj
)
(2.7)
où Sij est le tenseur des vitesses de déformation.
Note : Par la suite, en l’absence de précision, les indices i, j et l désignent l’une des trois directions
de l’espace. Leur répétition implique une sommation sur ces trois directions (notation d’Einstein). Dans
tout ce document, l’indice k représente uniquement la kième espèce et ne suit pas la règle de sommation
(sauf dans les cas mentionnés).
2.2 Variables thermodynamiques
L’état de référence est pris à la pression P0 = 1 bar et à la température T0 = 0 K. Les enthalpies
h˜s,k et entropies s˜k sensibles de chaque espèce sont tabulées tous les 100 K de 0 à 5000 K et sont
définies respectivement par les Eq. 2.8 et 2.9. Le symbole ~ correspond à la valeur tabulée d’indice i et
l’exposantm représente une valeur molaire. h˜ms,k, s˜
m
k et la masse molaireWk sont déterminées à partir de
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la table JANAF [253]. Enfin, l’énergie sensible de l’espèce k est donnée par l’Eq. 2.10 où rk est fourni
par l’Eq. 2.18.
h˜s,k(Ti) =
∫ Ti
T0=0K
Cp,kdT =
h˜ms,k(Ti)− h˜ms,k(T0)
Wk
, i = 1, 51 (2.8)
s˜k(Ti) =
s˜mk (Ti)− s˜mk (T0)
Wk
, i = 1, 51 (2.9)
e˜s,k(Ti) =
∫ Ti
T0=0K
Cv,kdT = h˜s,k(Ti)− rkTi i = 1, 51 (2.10)
Les capacités calorifiques à pression constante Cp,k et à volume constant Cv,k sont supposées constantes
entre Ti et Ti+1 = Ti+100K. Elles sont respectivement déterminées par les Eq. 2.11 et 2.12. L’énergie
sensible de l’espèce k est définie par une interpolation linéaire via la température (Eq. 2.13). L’énergie
sensible et l’enthalpie sensible du mélange sont respectivement définies par les Eq. 2.14 et 2.15.
Cp,k =
∂hs,k
∂T
(2.11)
Cv,k =
∂es,k
∂T
(2.12)
es,k(T ) = e˜s,k(Ti) + (T − Ti) e˜s,k(Ti+1)− e˜s,k(Ti)Ti+1 − Ti (2.13)
ρes =
N∑
k=1
ρkes,k = ρ
N∑
k=1
Ykes,k (2.14)
ρhs =
N∑
k=1
ρkhs,k = ρ
N∑
k=1
Ykhs,k (2.15)
2.3 Équation d’état des gaz parfaits
L’équation d’état d’un mélange de gaz parfaits s’écrit :
P = ρ
R
W
T (2.16)
avec :
1
W
=
N∑
k=1
Yk
Wk
(2.17)
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oùW est la masse molaire du mélange. La constante du mélange r et les capacités calorifiques Cp et Cv
dépendent des fractions massiques :
r =
R
W
=
N∑
k=1
Yk
Wk
R =
N∑
k=1
Ykrk (2.18)
Cp =
N∑
k=1
YkCp,k (2.19)
Cv =
N∑
k=1
YkCv,k (2.20)
où R = 8.3143 J.mol−1.K−1 est la constante universelle des gaz parfaits. L’exposant polytropique
du mélange est donné par γ = Cp/Cv. La constante du mélange, les capacités calorifiques et l’exposant
polytropique dépendent de la composition locale du mélange définie par les fractions massiques Yk(x, t).
Elles sont donc dépendantes de l’espace et du temps :
r = r(x, t), Cp = Cp(x, t), Cv = Cv(x, t), et γ = γ(x, t) (2.21)
À partir de l’énergie sensible, on déduit la température en utilisant les Eq. 2.13 et 2.14. Enfin, les
conditions limites (cf. section 5.6) nécessitent le calcul de la vitesse du son du mélange c définie par :
c2 = γrT (2.22)
2.4 Diffusion moléculaire multi-espèces
Dans un écoulement multi-espèces, la conservation de la masse totale implique que l’Eq. 2.23 soit
satisfaite. Vk représente la vitesse de diffusion de l’espèce k (k = 1, ..., N) et s’exprime en utilisant
l’approximation d’Hirschfelder-Curtis (Eq. 2.24). L’Eq. 2.24 fait intervenir les gradients des fractions
molairesXk définies parXk = YkW/Wk. Exprimée en terme de fractions massiques, l’Eq. 2.24 devient
l’Eq. 2.25.
N∑
k=1
Yk V
k
i = 0 (2.23)
Xk V
k
i = −Dk
∂Xk
∂xi
(2.24)
Yk V
k
i = −Dk
Wk
W
∂Xk
∂xi
(2.25)
Si on somme les k Eq. 2.25, la conservation de la masse totale exprimée par l’Eq. 2.23 n’est pas néces-
sairement respectée. On ajoute alors la contribution d’une vitesse de diffusion correctiveVc pour assurer
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la conservation de la masse totale de gaz (Eq. 2.26) [197]. Le flux de diffusion des espèces Jk qui prend
en compte cette correction est défini par l’Eq. 2.27.
V ci =
N∑
k=1
Dk
Wk
W
∂Xk
∂xi
(2.26)
Ji,k = ρYk
(
V ki + V
c
i
)
= −ρ
(
Dk
Wk
W
∂Xk
∂xi
− YkV ci
)
(2.27)
où Dk est la diffusivité de l’espèce k dans le mélange définie en section 2.6.
2.5 Diffusion de la chaleur
Le flux de chaleur total q est la somme de deux termes : le flux de chaleur par conduction, que l’on
modélise par une loi de Fourier, et le flux de chaleur dû à la diffusion des espèces (cf. section 2.4). Ces
deux termes sont détaillés dans l’Eq. 2.29.
qi = −λ ∂T
∂xi
+
N∑
k=1
Ji,khs,k (2.28)
qi = −λ ∂T
∂xi︸ ︷︷ ︸
conduction
−ρ
N∑
k=1
(
Dk
Wk
W
∂Xk
∂xi
− YkV ci
)
hs,k︸ ︷︷ ︸
diffusion des espèces
(2.29)
où λ est la conductivité thermique du mélange définie en section 2.6.
2.6 Coefficients de transport diffusif
Dans la plupart des codes de mécanique des fluides utilisant un mélange de plusieurs espèces, la
viscosité dynamique µ est supposée indépendante de la composition du mélange et proche de celle de
l’air1. La loi puissance (Eq. 2.30) est une approximation réaliste qui prend en compte les variations de la
viscosité dynamique en fonction de la température.
µ = µref
(
T
Tref
)b
(2.30)
où µref est la viscosité mesurée à la température Tref généralement dans le mélange de gaz frais. L’ex-
posant b est typiquement dans la plage 0.5-1.0 (air : b = 0.76).
1Les erreurs liées à cette hypothèse sont faibles tant que le mélange est un gaz parfait
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La conductivité thermique du mélange est définie par l’Eq. 2.31 qui utilise un nombre de Prandtl Pr
supposé constant. La diffusivité thermique est définie par l’Eq. 2.32.
λ =
µCp
Pr
(2.31)
Dth =
µ
ρPr
(2.32)
La diffusivité moléculaire Dk est exprimée à l’aide des coefficients binaires Dij obtenus à l’aide de
la théorie cinétique des gaz [105]. La diffusivité moléculaireDk est définie par l’Eq. 2.33 [22].
Dk =
1− Yk∑N
j $=kXj/Djk
(2.33)
Les coefficients binaires Dij sont des fonctions complexes dépendant des intégrales de collision et des
variables thermodynamiques. Dans un code DNS utilisant une chimie complexe, utiliser l’Eq. 2.33 a un
sens. À l’inverse, les codes LES qui utilisent un schéma cinétique simplifié ne nécessitent pas une mo-
délisation aussi précise. On adopte donc une approche simplifiée en faisant l’hypothèse que les nombres
de Schmidt de chaque espèce Sck sont constants. La diffusivité moléculaireDk est alors définie par :
Dk =
µ
ρSck
(2.34)
où Sck est le nombre de Schmidt de l’espèce k supposé constant.
Pr et Sck modélisent la diffusion laminaire thermique et moléculaire. Leurs valeurs sont obtenues à
l’aide du logiciel PREMIX, inclus dans l’ensemble logiciel CHEMKIN [113], en calculant leur valeur
dans les gaz brûlés dans un calcul de flamme plane laminaire de prémélange.
2.7 Cinétique chimique
Le terme source sc de l’Eq. 2.1 est défini par : sc = (0, 0, 0, ω˙T , ω˙k)T avec ω˙T le taux de dégagement
de chaleur et ω˙k le taux de réaction de l’espèce k. Le modèle de combustion implanté dans AVBP est une
loi d’Arrhénius écrite pourN réactifsMkj etM réactions. Les réactions se mettent sous la forme définie
par l’Eq. 2.35. Le taux de réaction ω˙k de l’espèce k est défini par l’Eq. 2.36 comme la somme des taux de
réaction ω˙kj de l’espèce k dans chaque réaction j, j variant de 1 àM . Les coefficients stoechiométriques
des réactifs ν ′kj et des produits ν
′′
kj permettent de calculer les coefficients globaux νkj = ν
′′
kj−ν ′kj .Qj est
le taux d’avancement de la réaction j définie par l’Eq. 2.37.Kf,j etKr,j sont les constantes des réactions
directe et inverse définies respectivement par les Eq. 2.38 et 2.39. Af,j est le facteur pré-exponentiel et
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Ea,j est l’énergie d’activation.Kr,j est imposé par l’hypothèse d’équilibre thermodynamique.
N∑
k=1
ν ′kjMkj !
N∑
k=1
ν ′′kjMkj , j = 1,M (2.35)
ω˙k =
M∑
j=1
ω˙kj = Wk
M∑
j=1
νkjQj (2.36)
Qj = Kf,j
N∏
k=1
(
ρYk
Wk
)ν′kj
−Kr,j
N∏
k=1
(
ρYk
Wk
)ν′′kj
(2.37)
Kf,j = Af,j exp
(
−Ea,jRT
)
(2.38)
Kr,j =
Kf,j
Keq
(2.39)
Dans l’Eq. 2.39,Keq est la constante d’équilibre [125] définie par l’Eq. 2.40. La pression de référence
est égale à P0 = 1 bar. ∆H0j est la variation d’enthalpie (sensible + chimique) définie par l’Eq. 2.41 et
∆S0j la variation d’entropie pour la réaction j définie par l’Eq. 2.42. ∆h
0
f,k est l’enthalpie de formation
de l’espèce k à la température T0 = 0K. Le dégagement de chaleur ω˙T est donné par l’Eq. 2.43.
Keq =
(
P0
RT
)PN
k=1 νkj
exp
(
∆S0j
R −
∆H0j
RT
)
(2.40)
∆H0j = hj(T )− hj(0) =
N∑
k=1
νkj
(
hs,k(T ) +∆h0f,k
)
(2.41)
∆S0j =
N∑
k=1
νkjsk(T ) (2.42)
ω˙T = −
N∑
k=1
ω˙k∆h0f,k (2.43)
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Chapitre 3
Équations de conservation pour la phase
dispersée
3.1 Introduction
Contrairement aux écoulements de fluides newtoniens qui sont majoritairement décrits par une théo-
rie des milieux continus avec un point de vue eulérien, la dynamique des sprays peut être abordée sous
différentes approches théoriques. Dans l’approche lagrangienne (notée L), on considère la phase disper-
sée comme un ensemble de particules discrètes de petite taille auxquelles on applique la mécanique du
point. Dans l’approche eulérienne (notée E), le spray est vu comme un milieu continu analogue à un
fluide et constitué des propriétés moyennes locales de l’ensemble des particules. Afin de comprendre le
choix fait dans cette étude, les approches lagrangienne et eulériennes sont présentées de manière succinte
dans les sections 3.1.1 et 3.1.2. La suite de ce chapitre (sections 3.2 à 3.3) est consacrée à la description
du formalisme eulérien statistique.
Note : Par la suite, on parle indifféremment de phase dispersée ou de phase liquide pour définir le spray
de gouttelettes (appelées particules dans le formalisme eulérien statistique). Par opposition, l’écoulement
gazeux est appelé phase continue, phase porteuse ou phase gazeuse.
3.1.1 Approche lagrangienne
La description Euler-Lagrange (EL) du spray consiste à suivre la trajectoire lagrangienne (L) de
chaque gouttelette en lui appliquant les transferts de quantité de mouvement, de masse et de chaleur
avec le gaz porteur dont l’écoulement est décrit du point de vue eulérien (E). À chaque instant, on résout
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le système suivant pour chaque gouttelette (k) présente dans l’écoulement :
dX(k)p,i
dt
= V (k)p,i (3.1)
d
dt
(
m(k)p V
(k)
p,i
)
= F (k)p,i (3.2)
dm(k)p
dt
= m˙(k)p (3.3)
d
dt
(
m(k)p C
(k)
p T
(k)
p
)
= Q˙(k)p (3.4)
avec 2X(k)p la position de la goutte, 2V
(k)
p sa vitesse, m
(k)
p sa masse, C
(k)
p sa chaleur spécifique à pression
constante, T (k)p sa température, F
(k)
p les forces extérieures agissant sur la goutte, m˙
(k)
p le taux d’évapora-
tion et Q˙(k)p le taux de transfert de chaleur avec le gaz porteur.
Le principal avantage de la méthode EL est l’absence de modélisation nécessaire pour traiter des
problèmes tels que les effets de polydispersion (particules de différents diamètres) et de croisement de
trajectoires. Ainsi, elle est couramment employée dans les codes RANS et son potentiel en LES a été
démontré [141, 149, 180]. Sur le plan numérique, la localisation des particules sur la grille eulérienne
nécessite des algorithmes performants. Dans le cas de calculs parallèles par décomposition de domaine,
l’échange de particules entre processeurs est une tâche délicate [84]. Une fois les particules repérées,
des interpolations sont nécessaires pour transférer les termes de couplage de la grille eulérienne aux
particules et inversement. Si l’on souhaite éviter une diffusion numérique importante lors de ces interpo-
lations, des schémas d’ordre élevé donc coûteux en temps de calcul sont requis.
Sur le plan informatique, le suivi instantané de plusieurs millions voire centaines de millions de par-
ticules1 impliquent des ressources de calculs qui dépassent les capacités des calculateurs d’aujourd’hui
et des prochaines années. Ce problème est généralement résolu en adoptant une approche lagrangienne
stochastique où les particules physiques dont les propriétés statistiques sont supposées identiques sont
regroupées au sein d’une particule numérique appelée particule stochastique. Le nombre de particules à
suivre est alors considérablement réduit mais une modélisation supplémentaire devient nécessaire [169].
De plus, afin de maintenir la précision requise par la LES, l’approche lagrangienne stochastique doit
conserver un grand nombre de particules stochastiques ce qui nécessite le recours au parallélisme.
Pour un calcul LES parallèle, il est facile de montrer que seule la décomposition en domaine est ef-
ficace lorsqu’on utilise un grand nombre de processeurs. Toutefois, un maillage découpé pour le solveur
gazeux n’est pas optimisé pour le solveur lagrangien. En effet, la distribution de particules dans le do-
maine de calcul peut être très différente de la distribution de cellules eulériennes et varie généralement
au cours du temps. Un très grand nombre de trajectoires lagrangiennes sont alors calculées par quelques
processeurs, ce qui réduit fortement l’efficacité du calcul parallèle. Dans une séquence d’allumage, par
exemple, la chambre est initialement remplie de gouttelettes de carburant de manière plus ou moins uni-
forme. Durant le calcul, la propagation de la flamme de la zone d’allumage vers la zone où elle se stabilise
modifie considérablement la distribution des gouttelettes car ces dernières disparaissent par évaporation
dans le front de flamme. Pour conserver un parallélisme efficace sur des milliers de processeurs, il est
1120 millions de gouttes dans le calcul de la chambre Vesta (cf. partie IV)
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alors nécessaire de re-découper le domaine au cours du calcul au moyen d’une méthode d’équilibrage
dynamique [97].
3.1.2 Approche eulérienne
Les difficultés numériques et informatiques de l’approche EL ont motivé la modélisation des sprays
par des approches Euler-Euler (EE). Dans ce cas, on ne s’intéresse pas à l’histoire de chaque particule
mais à leurs propriétés moyennes en regardant le spray comme un fluide continu. Le type de moyenne
— volumique ou statistique — conduit à deux formalismes qui diffèrent par leurs hypothèses, la défi-
nition des grandeurs transportées et la nature des modèles de fermeture mais qui produisent un système
d’équations présentant de fortes similitudes.
Filtrage volumique
Simonin [236] et Kaufmann [110] fournissent une description détaillée du formalisme eulérien en
filtrage volumique (appelé aussimodèle à deux fluides). La méthode suppose que les équations de Navier-
Stokes sont valables dans la phase gazeuse et dans la phase dispersée. Les différentes étapes conduisant
aux équations filtrées se résument ainsi :
1. on multiplie les équations dans chaque phase par une fonction indicatrice de phase χφ valant 1
dans la phase φ et 0 sinon ;
2. on applique les relations de commutation entre les opérateur de dérivation et χφ ;
3. on applique l’opérateur de moyenne volumique 〈·〉Ω sur le volume de contrôle Ω ;
4. on modélise les termes non résolus.
Si on ne s’intéresse qu’à la conservation de la masse et de la quantité de mouvement, le système obtenu
se présente sous la forme suivante :
∂
∂t
αφρφ +
∂
∂xj
αφρφUφ,j = Sα,φ (3.5)
∂
∂t
αφρφUφ,i +
∂
∂xj
αφρφUφ,jUφ,i = Su,φ (3.6)
où αφ = 〈χφ〉Ω est la fraction volumique de la phase φ, ρφ sa masse volumique et Uφ,i sa vitesse
moyenne filtrée au sens de Favre (αφρφUφ,i = 〈ρφuφχφ〉Ω). Sα,φ et Su,φ sont des termes à modéli-
ser comprenant les effets de la pression, de la viscosité, des échanges entre phases et des fluctuations
d’échelles inférieures à Ω.
Filtrage statistique
Les équations Euler-Euler en moyenne statistique sont obtenues à partir d’un formalisme issu de la
théorie cinétique des gaz formulée par Chapman et Cowling [44]. On trouve une démonstration détaillée
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de cette méthode dans les thèses de Kaufmann [110] et Mossa [173]. Dans cette thèse, on se limite à
décrire les principales étapes (cf. sections 3.2 à 3.3) résumées ici de la façon suivante :
1. on définit une fonction densité de présence de particules (FDP) conditionnée par une réalisation
du fluide porteur ;
2. on écrit l’équation de transport décrivant l’évolution de cette FDP ;
3. au moyen de cette FDP, on définit une moyenne statistique locale des propriétés du spray ;
4. on multiplie cette équation par une fonction quelconque Ψ du spray, puis on la filtre grâce à la
moyenne définie précédemment afin d’établir l’équation générale d’Enskog ;
5. en remplaçant Ψ par les quantités appropriées, on établit un système d’équation de conservation
pour le mouvement moyen dit mésoscopique ;
6. on recherche des modèles de fermeture pour le mouvement décorrélé et pour les termes d’échange
avec la phase porteuse.
Discussion
L’inconvénient de la description EE en moyenne volumique est de négliger les échelles inférieures
à la taille caractéristique du volume de contrôle. Contrairement à la LES pour l’écoulement gazeux, il
n’existe pas d’approche claire pour modéliser les effets de ces petites échelles [110]. On peut cependant
espérer augmenter la précision de la méthode en diminuant la taille du volume de contrôle. Cependant,
l’hypothèse de milieu continu limite la taille minimale de ce volume en y imposant un nombre suffisant
de particules. La description EE statistique, quant à elle, n’impose pas de longueur caractéristique et reste
valide a priori pour toutes les échelles (supérieures bien entendu à la taille des particules). Par construc-
tion, la contrainte sur la statistique du volume de contrôle ne se pose pas. Par ailleurs, le mouvement non
résolu qui représente l’écart par rapport au mouvement mésoscopique peut être modélisé [76, 237]. Dans
la présente étude, le choix s’est donc porté sur l’approche Euler-Euler en moyenne statistique.
Contrairement à l’approche EL, les équations obtenues par la méthode EE sont proches des équations
de la phase gazeuse, ce qui permet d’utiliser les mêmes algorithmes informatiques que le solveur ga-
zeux et de profiter pleinement des capacités de parallélisme. De plus, le couplage informatique ne pose
aucun problème puisque la grille de calcul est la même pour les deux phases. En d’autres termes, le
code de calcul résolvant l’écoulement diphasique en Euler-Euler n’est qu’une extension du code gazeux
auquel on ajoute un jeu de variables à transporter ainsi que des modèles pour les termes de fermeture
et de couplage. Le temps de calcul n’est alors plus lié aux nombres de particules à transporter mais au
nombre d’équations eulériennes décrivant la phase dispersée et la complexité des modèles de fermeture.
En général, il ne dépasse pas le double du temps requis pour un calcul monophasique équivalent.
La principale faiblesse de l’approche EE est sa difficulté à modéliser les configurations où les gran-
deurs moyennes ne permettent pas de représenter le spray de façon réaliste. C’est le cas en particulier
lorsque le spray présente des caractéristiques polydisperses, c.-à-d. en présence d’une distribution de
diamètres de gouttes pour une même position. À partir de l’approche initialement décrite par Greenberg
et al. [94], Laurent et Massot [128] et Laurent et al. [129] proposent une méthode sectionnelle dans la-
quelle le spray est divisé en sections contenant une classe de diamètre, chaque section nécessitant son
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propre jeu d’équations eulériennes. Les auteurs montrent que quelques sections suffisent pour représen-
ter de façon réaliste une large distribution de diamètres. Dans sa thèse, Mossa [173] propose un modèle
où la distribution des tailles est présumée et où une équation de transport pour la densité de surface de
gouttes permet de prendre en compte les effets polydisperses sur la dynamique du spray. L’approche EE
se heurte également aux cas où les trajectoires de gouttes au sein d’un même volume de contrôle eulérien
sont très différentes2. Toutefois, Desjardins et al. [63] montrent qu’il est possible d’utiliser la méthode
DQMOM [144] pour prédire le croisement de trajectoires en formulation eulérienne. Concernant la LES
d’écoulements gaz-particules, l’étude comparative de Riber et al. [207] montre que l’approche EE sta-
tistique donne des résultats équivalents à l’approche EL bien que les fluctuations turbulentes de la phase
dispersée soient mieux prédites en EL. Enfin, le spray possédant des propriétés analogues à un fluide
fortement compressible, la méthode eulérienne doit transporter des fronts très raides qui peuvent poser
des problèmes numériques. La solution consiste à utiliser des schémas peu dispersifs et un opérateur de
diffusion artificielle [206] (cf. section 5.3).
3.2 De la description statistique du spray aux équations de conservation
eulériennes
3.2.1 Équation de transport de la fonction densité de présence
On considère une particule quelconque dont la vitesse up, la température Tp, la masse mp et la po-
sition xp à l’instant t peuvent prendre les valeurs respectives cp, ζp, µp et x dans l’espace des phases
(c.-à-d. l’espace des possibles). On définit la fonctionWp (cp, ζp, µp,x, t) de l’espace des phases décri-
vant l’histoire de cette particule au cours du temps :
Wp (cp, ζp, µp,x, t) = δ(cp − up(t)) δ(ζp − Tp(t)) δ(µp −mp(t)) δ(x− xp(t)) (3.7)
avec : δ(φ− φp(t)) = 1 si φ = φp(t)
δ(φ− φp(t)) = 0 sinon
φ représentant cp, ζp, µp ou x et φp la variable particulaire correspondante.
On définit la réalisationHp du spray comme l’ensemble des fonctionsWp décrivant le mouvement des
Np particules. En prenant la moyenne d’ensemble des réalisations Hp conditionnée par une réalisation
Hf de la phase porteuse, on définit la fonction densité volumique de présence de particules3 (FDP) :
fp (cp, ζp, µp,x, t,Hf ) = 〈Wp (cp, ζp, µp,x, t) |Hf 〉 (3.8)
2Dans le cas extrême où les trajectoires sont opposées, définir une vitesse moyenne n’a plus de sens...
3On trouve fréquemment cette fonction désignée comme fonction densité de probabilité (ou pdf pour probability density
function en anglais). Cette appellation n’est pas rigoureuse dans la mesure où la fonction fp représente une concentration
probable de particules et non une probabilité au sens strict : contrairement à une véritable pdf, son intégration dans l’espace des
phases n’est pas égale à l’unité mais au nombre total moyen de particules sur l’ensemble des réalisations possibles.
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où la moyenne statistique 〈·|Hf 〉 s’obtient en prenant un grand nombre Np de réalisations Hp du spray
pour une réalisation uniqueHf de la phase gazeuse :
fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) = limNp→∞
 1Np
Np∑ Np∑
m=1
W (m)p (cp, ζp, µp,x, t)
 (3.9)
La quantité fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµpdx représente le nombre probable de particules à l’ins-
tant t ayant une position xp, une vitesse up, une température Tp et une masse mp telles que x ≤ xp <
x+ dx, cp ≤ up < cp + dcp, ζp ≤ Tp < ζp + dζp et µp ≤ mp < µp + dµp.
La fonction fp est une FDP eulérienne qui vérifie une équation de transport de type Boltzmann :
∂
∂t
fp +
∂
∂xj
cp,jfp =
(
∂fp
∂t
)
coll
− ∂
∂cp,j
〈
dup,j
dt
|cp, ζp, µp
〉
fp
− ∂
∂ζp
〈
dTp
dt
|cp, ζp, µp
〉
fp
− ∂
∂µp
〈
dmp
dt
|cp, ζp, µp
〉
fp (3.10)(
∂fp
∂t
)
coll
représente la variation temporelle de la FDP due aux interactions entre particules (collisions,
coalescence, rupture, etc.). ddt est la variation lagrangienne due aux échanges avec le gaz (traînée, chan-
gement de phase, transfert de chaleur, etc.) ou à des effets volumiques (gravité, rayonnement, etc.).
〈·|cp, ζp, µp〉 est la moyenne d’ensemble sur les particules telles que up = cp, Tp = ζp etmp = µp.
3.2.2 Moyennes de phase et mouvement mésoscopique
Par la suite, on utilise la notation indicée l pour désigner les grandeurs moyennes de la phase dispersée
constituée dans cette étude de gouttelettes de carburant liquide.
Moyenne d’ensemble
Lamoyenne de phase d’une fonction particulaire quelconqueΨ (up, Tp,mp) correspond à la moyenne
de la grandeur Ψ sur l’ensemble des réalisations particulaires possibles. Elle est obtenue par intégration
sur l’espace des phases — c’est-à-dire l’espace des propriétés des particules — pondérée par la fonction
densité de présence :
{Ψ}l =
1
n˘l
∫
Ψ (cp, ζp, µp) fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.11)
où n˘l est le nombre moyen de particules par unité de volume appelé aussi densité de particules et défini
par :
n˘l (x, t) =
∫
fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.12)
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Moyenne d’ensemble massique
De même que la moyenne de Fabre est plus adaptée dans les écoulements turbulents compressibles
gazeux (cf. section 4.2.1), il est pratique de définir une moyenne de phase pondérée par la masse de la
particule lorsque celle-ci varie (par évaporation, par exemple) :
Ψ˘ = 〈Ψ〉l =
1
ρlα˘l
∫
µpΨ (cp, ζp, µp) fp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.13)
où ρl est la masse volumique du liquide et α˘l est la fraction volumique de la phase dispersée dans le
mélange diphasique définie par :
ρlα˘l = n˘l {mp}p =
∫
µpfp (cp, ζp, µp,x, t|Hf ) dcpdζpdµp (3.14)
On note la relation suivante utile pour les développements ultérieurs :
ρlα˘l 〈Ψ〉l = n˘l {mpΨ}l (3.15)
avec : mp = ρl
pi
6
d3 (3.16)
où d est le diamètre de particule. Dans le cas d’un spray monodisperse, on a mp = ρl pi6d
3 = cste à la
position x et à l’instant t. Les deux moyennes sont alors équivalentes :
〈Ψ〉l = {Ψ}l (3.17)
et α˘l et n˘l sont liés par la relation suivante :
α˘l =
pi
6
n˘ld
3 (3.18)
où d représente le diamètre local instantané commun à toutes les particules. Ainsi, dans les développe-
ments ulérieurs où l’hypothèse de spray monodisperse sera utilisée, d pourra aussi bien désigner une
propriété de la particule lagrangienne qu’une grandeur eulérienne du spray.
Grandeurs mésoscopiques et grandeurs décorrélées
Lorsqu’on remplaceΨ par la vitesse de particulaire up dans l’Eq. 3.13, on obtient la vitesse moyenne
locale instantanée du spray liquide conditionnée par la réalisationHf de l’écoulement gazeux :
u˘l (x, t|Hf ) = 〈up〉l =
1
ρlα˘l
∫
µpcpfp dcpdζpdµp (3.19)
u˘l est une vitesse moyenne eulérienne appelée vitesse mésoscopique. Pour toute particule individuelle
située en x à l’instant t, on peut exprimer la vitesse propre up de cette particule comme la somme de
cette vitesse mésoscopique et d’une composante résiduelle u′′p appelée vitesse décorrélée :
up = u˘l + u′′p avec
〈
u′′p
〉
l
= 0 (3.20)
61
ÉQUATIONS DE CONSERVATION POUR LA PHASE DISPERSÉE
décorrélée
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FIG. 3.1 - Décomposition de la vitesse particulaire lagrangienne up en une partie mésoscopique u˘l et une partie
décorrélée u′′p
Cette décomposition permet de voir le spray comme un ensemble de particules mues par un mouve-
ment de groupe appelé mouvement mésoscopique où chaque particule se distingue de ce mouvement par
sa vitesse décorrélée (cf. Fig. 3.1).
Dans la section 3.2.4, on constate que le mouvement décorrélé ou RUM (pour random uncorrelated
motion en anglais) a un effet sur le mouvement mésoscopique (Eq. 3.33). Février et al. [76] proposent
donc une approche où le RUM est pris en compte dans la modélisation du spray. On définit ainsi plusieurs
grandeurs qui jouent un rôle dans cette approche :
Le tenseur des vitesses décorrélées δR˘l :
δR˘l,ij (x, t|Hf ) =
〈
u′′p,iu
′′
p,j
〉
l
=
1
ρlα˘l
∫
µp (cp,i − u˘l,i) (cp,j − u˘l,j) fp dcpdζpdµp (3.21)
L’énergie décorrélée δθ˘l :
δθ˘l =
1
2
〈
u′′p,iu
′′
p,i
〉
l
(3.22)
δθ˘l correspond à la demi-trace du tenseur des vitesses décorrélées et s’obtient en écrivant son
équation de transport (cf. section 3.2.4).
La partie déviatorique du tenseur des vitesses décorrélées δR˘∗l :
δR˘
∗
l,ij = δR˘l,ij −
2
3
δθ˘lδij (3.23)
Le tenseur triple des vitesses décorrélées δS˘l :
δS˘l,ijk (x, t|Hf ) =
〈
u′′p,iu
′′
p,ju
′′
p,k
〉
l
(3.24)
=
1
ρlα˘l
∫
µp (cp,i − u˘l,i) (cp,j − u˘l,j) (cp,k − u˘l,k) fp dcpdζpdµp
Enfin, dans le but de connaître la température des gouttes qui conditionne leur taux d’évaporation (cf.
section 3.3.2), on définit l’enthalpie sensible particulaire hs,p qui se compose de deux parties :
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L’enthalpie sensible mésoscopique h˘s,l = Cp,l
(
T˘l − Tl,ref
)
:
h˘s,l (x, t|Hf ) = 1ρlα˘l
∫
µpCp,l (ζp − Tl,ref ) fp dcpdζpdµp (3.25)
où Cp,l est la chaleur massique à pression constante du liquide et T˘l est la température liquide
mésoscopique. Tl,ref est une température de référence fixée à une valeur proche de T˘l de sorte que
Cp,l puisse être supposée constante entre T˘l et Tl,ref .
L’enthalpie sensible décorrélée h′′p = Cp,lT ′′p :
h′′p = hs,p − h˘s,p avec
〈
h′′p
〉
l
= 0 (3.26)
3.2.3 Équation générale d’Enskog
En multipliant l’équation de Boltzmann (Eq. 3.10) par une fonction particulaire quelconque Ψ et en
l’intégrant par partie sur l’espace des phases (opérateur
∫ · dcpdζpdµp), on obtient l’équation générale
d’Enskog pour la fonction Ψ :
∂
∂t
ρlα˘l 〈Ψ〉l +
∂
∂xi
ρlα˘l 〈up,iΨ〉l = C (mpΨ)
+ ρlα˘l
〈
dup,j
dt
∂Ψ
∂up,j
〉
l
+ ρlα˘l
〈
dTp
dt
∂Ψ
∂Tp
〉
l
+ ρlα˘l
〈
dmp
dt
(
∂Ψ
∂mp
+
Ψ
mp
)〉
l
(3.27)
où C (mpΨ) est la variation de ρlα˘lΨ˘ due aux interactions entre particules et sera négligée par la suite.
En notant que 〈up,iΨ〉l = 〈up,i〉l 〈Ψ〉l +
〈
u′′p,iΨ
〉
l
, on peut réécrire l’Eq. 3.27 sous la forme suivante :
∂
∂t
ρlα˘lΨ˘+
∂
∂xi
ρlα˘lu˘l,iΨ˘ = T (Ψ) + C (mpΨ)
+ ρlα˘l
〈
dup,j
dt
∂Ψ
∂up,j
〉
l
+ ρlα˘l
〈
dTp
dt
∂Ψ
∂Tp
〉
l
+ ρlα˘l
〈
dmp
dt
(
∂Ψ
∂mp
+
Ψ
mp
)〉
l
(3.28)
où T (Ψ) est l’opérateur de flux décorrélé défini par :
T (Ψ) = − ∂
∂xi
ρlα˘l
〈
u′′p,iΨ
〉
l
(3.29)
Lorsque la fonction Ψ dépend également du temps et de l’espace (cas où l’on dérive l’équation de
l’énergie décorrélée Eq. 3.34), les termes suivants viennent s’ajouter au membre de droite des Eq. 3.27
et 3.28 :
ρlα˘l
〈
∂
∂t
Ψ
〉
l
+ ρlα˘l
〈
up,i
∂
∂xi
Ψ
〉
l
(3.30)
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3.2.4 Équations de conservation
Les équations de conservations eulériennes pour la phase dispersée sont obtenues en appliquant
l’équation générale d’Enskog (Eq. 3.28) à différentes fonctions particulaires.
Conservation de la densité de particules
En prenant Ψ = 1mp , on obtient :
∂
∂t
n˘l +
∂
∂xi
n˘lu˘l,i = T
(
m−1p
)
+ C (1) (3.31)
On note que dans le cas d’un spray monodisperse, toutes les particules ont localement une masse iden-
tique (mp = cste) d’où : T
(
m−1p
)
= − ∂∂xiρlα˘l
〈
u′′p,i
mp
〉
l
= 0.
Conservation de la fraction volumique
En prenant Ψ = 1, on obtient :
∂
∂t
ρlα˘l +
∂
∂xi
ρlα˘lu˘l,i = T (1) + C (mp) + Γl (3.32)
où T (1) = 0 et Γl = −Γ = ρlα˘l
〈
1
mp
dmp
dt
〉
l
= n˘l
{
dmp
dt
}
l
est le taux de variation de masse par
changement de phase (évaporation).
Conservation de la quantité de mouvement
En prenant Ψ = up, on obtient :
∂
∂t
ρlα˘lu˘l,i +
∂
∂xj
ρlα˘lu˘l,iu˘l,j = T
(
u′′p,i
)
+ C (mpup) + Fd,i + Γu,i (3.33)
T
(
u′′p,i
)
représente le transport de quantité de mouvement par la vitesse décorrélée. C (mpup) est
l’échange de quantité de mouvement entre particules (collisions, rupture, coalescence, etc.). Fd,i =
ρlα˘l
〈
Fp,i
mp
〉
l
= n˘l {Fp,i}l est l’échange de quantité de mouvement avec la phase gazeuse via la force
de traînée Fp exercée sur chaque particule. Γu,i = ρlα˘l
〈
up,i
mp
dmp
dt
〉
l
= n˘l
{
up,i
dmp
dt
}
l
est l’échange de
quantité de mouvement avec la phase gazeuse par changement de phase. Dans le cas d’un spray consti-
tué de gouttes ayant localement le même diamètre (spray monodisperse) et la même température, on a :
Γu,i = Γlu˘l,i.
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Conservation de l’énergie décorrélée
En prenant Ψ = 12 (up,i − u˘l,i) (up,i − u˘l,i) = 12u′′p,iu′′p,i et en ajoutant les termes de l’Eq. 3.30 à
l’équation d’Enskog (Eq. 3.28), on obtient :
∂
∂t
ρlα˘lδθ˘l +
∂
∂xi
ρlα˘lu˘l,iδθ˘l = T
(
1
2
u′′p,iu
′′
p,i
)
+ C
(
1
2
mpu
′′
p,iu
′′
p,i
)
+Wθ + Γθ + Uθ (3.34)
T
(
1
2u
′′
p,iu
′′
p,i
)
représente le transport d’énergie décorrélée par la vitesse décorrélée. C (mpup) est
l’échange d’énergie décorrélée entre particules. Wθ = ρlα˘l
〈
u′′p,i
Fp,i
mp
〉
l
= n˘l
{
u′′p,iFp,i
}
l
est la va-
riation d’énergie décorrélée due à traînée. Γθ = ρlα˘l
〈
1
2
u′′p,iu
′′
p,i
mp
dmp
dt
〉
l
= n˘l
{
1
2u
′′
p,iu
′′
p,i
dmp
dt
}
l
est
la variation d’énergie décorrélée due au transfert de masse avec la phase gazeuse. Dans le cas d’un
spray constitué de gouttes localement mono-diamètre et mono-température, on a : Γθ = Γlδθ˘l. Enfin,
Uθ = −ρlα˘lδR˘l,ij ∂u˘l,i∂xj provient des termes additionnels (Eq. 3.30) et inclut les effets du tenseur
décorrélé δR˘l sur l’énergie décorrélée.
Conservation de l’enthalpie sensible
En prenant Ψ = hs,p, on obtient :
∂
∂t
ρlα˘lh˘s,l +
∂
∂xj
ρlα˘lu˘l,j h˘s,l = T
(
h′′p
)
+ C (mphs,p) + Λl + Φl (3.35)
T
(
h′′p
)
représente le transport d’enthalpie sensible par la vitesse décorrélée. C (mpup) est l’échange
d’enthalpie sensible entre particules. Φl = ρlα˘l
〈
dhs,p
dt
〉
l
est la variation d’enthalpie sensible due au
transfert de chaleur par conduction dans la phase liquide. Λl = ρlα˘l
〈
hs,p
mp
dmp
dt
〉
l
= n˘l
{
hs,p
dmp
dt
}
l
est
la variation d’enthalpie sensible due au transfert de masse avec la phase gazeuse. Dans le cas d’un spray
constitué de gouttes localement mono-diamètre et mono-température, on a : T
(
h′′p
)
= 0 et Λl = Γlh˘s,l.
3.2.5 Résumé des hypothèses et des équations de conservation de la phase dispersée
Hypothèses simplificatrices
H1 - Les particules sont des gouttes sphériques indéformables4
H2 - Le rapport de masse volumique entre le liquide et le gaz permet de supposer que la seule force
exercée par le fluide porteur sur les gouttes est la traînée.
4Cette hypothèse revient à supposer que les phases d’atomisation primaire et secondaire sont achevées. Dans un spray, le
phénomène de rupture de goutte est caractérisé par le nombre de WeberWe = ρ|u−up|2d/σ où σ est la tension superficielle
du liquide. Les gouttes sont stables en-dessous d’une valeur critiqueWec ≈ 12. PourWe < 5, les déformations de l’interface
sont négligeables et l’hypothèse de sphéricité est vérifiée [238].
65
ÉQUATIONS DE CONSERVATION POUR LA PHASE DISPERSÉE
H3 - La température (donc l’enthalpie sensible) est homogène à l’intérieur de chaque goutte. Cela re-
vient à supposer une conductivité infinie dans la phase liquide.
H4 - L’effet de la gravité est négligeable5.
H5 - L’écoulement est dilué (α˘l < 0.01). Par conséquent, les effets d’encombrement volumique de
la phase dispersée sur la phase porteuse sont négligeables : la fraction volumique gazeuse vaut
1− α˘l ≡ 1.
H6 - En vertu de l’hypothèse H5, les interactions goutte-goutte sont négligeables : C ≡ 0.
H7 - En vertu de l’hypothèse H5, la phase porteuse est faiblement altérée par la présence du spray ce
qui permet d’utiliser une FDP conditionnée par une réalisation unique de la phase porteuse6.
H8 - Toutes les gouttes possèdent localement le même diamètre : le spray est dit monodisperse 7.
H9 - Toutes les gouttes possèdent localement la même température8. Les hypothèses H8 et H9 autorisent
une expression simplifiée des termes Γl, Γu,i, Γθ, Λl et Φl (cf. section 3.3.2).
Équations de conservation
Sous les hypothèses énoncées ci-dessus, les équations de conservation eulériennes qui régissent la
phase dispersée se résument ainsi :
∂
∂t
n˘l +
∂
∂xj
n˘lu˘l,j = 0 (3.36)
∂
∂t
ρlα˘l +
∂
∂xj
ρlα˘lu˘l,j = − Γ (3.37)
∂
∂t
ρlα˘lu˘l,i +
∂
∂xj
ρlα˘lu˘l,iu˘l,j = T
(
u′′p,i
) − Γu˘l,i + Fd,i (3.38)
∂
∂t
ρlα˘lδθ˘l +
∂
∂xi
ρlα˘lu˘l,iδθ˘l = T
(
1
2
u′′p,iu
′′
p,i
)
+ Uθ − Γδθ˘l +Wθ (3.39)
∂
∂t
ρlα˘lh˘s,l +
∂
∂xi
ρlα˘lu˘l,ih˘s,l = − Γh˘s,l + Φl (3.40)
temporel +mvt mésocopique = mvt décorrélé + évaporation+ traînée+ conduction
On regroupe les Eq. 3.36–3.40 sous la forme compacte utilisée pour la phase gazeuse (cf. section 2.1) :
∂wl
∂t
+∇ · Fl = sl (3.41)
5Cette hypothèse peut être facilement relaxée par l’ajout d’un terme source dans l’équation de quantité de mouvement
(Eq. 3.33) [208]
6Sa validité devra toutefois être discutée dans le cadre de la combustion diphasique où la présence de la flamme crée des
échanges importants de masse, de quantité de mouvement et de chaleur entre le gaz porteur et le spray (cf. remarque en fin de
section).
7Pour l’extension de cette méthode aux sprays polydisperses, se rapporter à la thèse de Mossa [173].
8Cette hypothèse est raisonnable dans la configuration industrielle étudiée dans la partie III. En effet, le spray se trouve dans
les conditions de saturation qui induisent une température identique pour le gaz et les gouttes. Il vérifie donc cette hypothèse
en dehors de la zone de flamme qui représente un faible volume dans l’écoulement.
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où wl = ( n˘l, ρlα˘l, ρlα˘lu˘l, ρlα˘lv˘l, ρlα˘lw˘l, ρlα˘lδθ˘l, ρlα˘lh˘s,l )T est le vecteur des variables conserva-
tives mésoscopiques de la phase liquide avec u˘l, v˘l et w˘l les trois composantes de la vitesse mésosco-
pique liquide : u˘l = (u˘l, v˘l, w˘l)T . Fl est le tenseur des flux de la phase liquide composé d’une partie due
à la convection par le mouvement mésoscopique FMl et d’une partie due au mouvement décorrélé F
U
l :
Fl = FMl (wl) + F
U
l
(
u′′p
)
(3.42)
Les tenseurs FMl et F
U
l s’écrivent respectivement :
FMl =
(
fMl ,g
M
l ,h
M
l
)T (3.43)
FUl =
(
fUl ,g
U
l ,h
U
l
)T (3.44)
Les trois composantes fMl , g
M
l et h
M
l sont définies par :
fMl =

n˘lu˘l
ρlα˘lu˘l
ρlα˘lu˘2l
ρlα˘lu˘lv˘l
ρlα˘lu˘lw˘l
ρlα˘lu˘lδθ˘l
ρlα˘lu˘lh˘s,l

, gMl =

n˘lv˘l
ρlα˘lv˘l
ρlα˘lu˘lv˘l
ρlα˘lv˘2l
ρlα˘lv˘lw˘l
ρlα˘lv˘lδθ˘l
ρlα˘lv˘lh˘s,l

, hMl =

n˘lw˘l
ρlα˘lw˘l
ρlα˘lu˘lw˘l
ρlα˘lv˘lw˘l
ρlα˘lw˘2l
ρlα˘lw˘lδθ˘l
ρlα˘lw˘lh˘s,l

(3.45)
Les trois composantes du tenseur des flux du mouvement décorrélé fUl , g
U
l et h
U
l sont :
fUl =

0
0
ρlα˘lδR˘l,xx
ρlα˘lδR˘l,xy
ρlα˘lδR˘l,xz
ρlα˘lδS˘l,iix
0

, gUl =

0
0
ρlα˘lδR˘l,xy
ρlα˘lδR˘l,yy
ρlα˘lδR˘l,yz
ρlα˘lδS˘l,iiy
0

, hUl =

0
0
ρlα˘lδR˘l,xz
ρlα˘lδR˘l,yz
ρlα˘lδR˘l,zz
ρlα˘lδS˘l,iiz
0

(3.46)
sl est le vecteur des termes sources composé d’une partie liée aux échanges avec le gaz sg-l et d’une
partie liée au mouvement décorrélé sθ :
sl = sg-l + sθ (3.47)
sg-l regroupe les termes de transfert de masse, de quantité de mouvement et d’énergie avec la phase
gazeuse :
sg-l =

0
−Γ
−Γu˘l + Fd,x
−Γv˘l + Fd,y
−Γw˘l + Fd,z
−Γδθ˘l +Wθ
−Γh˘s,l + Φl

(3.48)
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sθ contient uniquement le terme additionnel apparaissant lors de la dérivation de l’équation de l’énergie
décorrélée :
sθ = (0, 0, 0, 0, 0,Uθ, 0)T (3.49)
Les différentes composantes des vecteurs FUl , sg-l et sθ nécessitent des modèles de fermeture qui sont
présentés dans la section 3.3. Finalement, par conservation de la masse, de la quantité de mouvement et
de l’énergie à l’interface, on peut écrire le terme source des équations gazeuses dû aux effets de la phase
liquide :
sl-g =

Γu˘l − Fd,x
Γv˘l − Fd,y
Γw˘l − Fd,z
Λ+ Φ+ ui (Γu˘l,i − Fd,i)
Γδk,F
 (3.50)
uiΓu˘l,i et −uiFd,i représentent respectivement les effets de l’évaporation et de la traînée sur l’énergie
cinétique gazeuse. Λ et Φ correspondent au transfert d’énergie interne sensible par évaporation et par
conduction thermique gaz-liquide respectivement (cf. section 3.3).
Remarque : Pour obtenir les termes d’échange gaz → liquide (couplage direct) qui composent sg-l,
on a fait l’hypothèse que le filtrage statistique de la phase dispersée est basé sur une réalisation unique
de la phase gazeuse (cf. section 3.2.5, H7). Or, chaque réalisation particulaire introduit une perturbation
de la phase gazeuse via ces échanges interfaciaux. La Fig. 3.2 montre l’effet du transfert liquide→ gaz
(couplage inverse) sur le traitement statistique de la phase liquide. L’erreur provient du fait que la réalisa-
tion Hf qui conditionne la moyenne d’ensemble des réalisations particulaires n’est pas indépendante de
ces dernières mais se trouve modifiée par sl-g à chaque instant. L’effet de ce couplage inverse est d’autant
plus important que la charge massique liquide est élevée. De façon rigoureuse, il faudrait recourir à la
probabilité jointe fluide-particules pour définir la fonction densité de présence de particule intervenant
dans l’équation de Boltzmann du spray (Eq. 3.10) [74]. Si l’on prend l’exemple où seule la quantité de
mouvement du gaz est perturbée par la particule, la fonction densité de présence en probabilité jointe
gaz-particules s’écrit :
fgp (cp, cg, ζp, µp,x, t) = 〈Hp (cp, cg, ζp, µp,x, t)〉 (3.51)
où cg est la vitesse du gaz à l’endroit de la particule. Par rapport à l’Eq. 3.10, l’équation de Boltzmann
de fgp fait apparaître le terme supplémentaire :
∂
∂cg,i
〈
dui
dt
|cp, cg, ζp, µp
〉
fgp (3.52)
L’Eq. 3.52 représente la variation de la FDP jointe fgp due à l’accélération lagrangienne du gaz dudt le
long des trajectoires de particules. Le terme correspondant dans l’équation de conservation de la vitesse
mésoscopique (Eq. 3.38) s’écrit alors :
ρlα˘l
〈
duj
dt
∂up,i
∂uj
〉
l
(3.53)
La modélisation du terme de l’Eq. 3.53 dépasse le cadre de cette étude et ce type de contribution est
négligé par la suite.
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FIG. 3.2 - Effet du couplage inverse sur la description statistique de la phase dispersé
3.3 Modèles de fermeture
3.3.1 Traînée
On rappelle que le terme Fd dans l’Eq. 3.38 s’exprime en fonction de la force Fp exercée sur une
goutte individuelle :
Fd,i = ρlα˘l
〈
Fp,i
mp
〉
l
(3.54)
Pour des particules denses (ρl ( ρgaz) et de petits diamètres (d ≤ 50 µm), toutes les forces autres
que la traînée peuvent être négligées (cf. section 3.2.5, H2) [110]. La force de traînée exercée par le gaz
ayant une vitesse u sur une particule sphérique isolée de massemp et de vitesse up est telle que :
Fp,i
mp
=
1
τp
(ui − up,i) (3.55)
où τp est le temps de relaxation de la particule exprimé par :
τp =
(
1 + 0.15Re0.687p
)
τ ′p (3.56)
avec τ ′p =
ρld2
18µ
(3.57)
où Rep est le Reynolds de goutte défini par :
Rep =
ρ|u− up|d
µ
(3.58)
L’Eq. 3.56 est une corrélation empirique proposée par Schiller et Naumann [222] permettant de corriger
le temps de relaxation prédit par le modèle de traînée de Stokes (Eq. 3.57) lorsque Rep n’est pas petit
devant l’unité. Malgré la dépendance de Rep vis-à-vis de la vitesse particulaire, on suppose que le temps
de relaxation est le même pour toutes les particules à la position x et au temps t. D’après la moyenne
définie par l’Eq. 3.54, le terme de traînée Fd s’exprime alors en fonction de la vitesse mésoscopique de
la façon suivante :
Fd,i = ρlα˘l
ui − u˘l,i
τp
(3.59)
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Afin d’évaluer les effets de la traînée sur la phase dispersée, on définit le nombre de Stokes comparant
le temps caractéristique de la traînée τp au temps caractéristique de l’écoulement :
St =
τp
τL
(3.60)
où τL = L/|u| avec L une échelle caractéristique de l’écoulement gazeux. St est un indicateur de la
réponse de la particule aux variations de vitesse de l’écoulement. Pour St) 1, la particule se comporte
comme un traceur vis-à-vis de l’écoulement gazeux. Pour St ( 1, la particule suit une trajectoire de
type « boulet de canon » et ne voit pas les perturbations du gaz. Enfin, pour des Stokes de l’ordre de
l’unité, les effets de concentration préférentielle des gouttes dans certaines régions de l’écoulement sont
maximaux [74, 73, 264]. Ce régime est associé à un mouvement décorrélé important.
On écrit le terme dû à la traînée Wθ dans l’équation de l’énergie décorrélée (Eq. 3.39) à partir de
l’expression de la force de traînée pour une goutte individuelle (Eq. 3.55) :
Wθ = ρlα˘l
〈
u′′p,i
1
τp
(ui − up,i)
〉
l
(3.61)
En notant que
〈
u′′p,iui
〉
l
= ui
〈
u′′p,i
〉
l
= 0, on obtient après calcul :
Wθ = −ρlα˘l 2τp δθ˘l (3.62)
La traînée est donc un terme de destruction de l’énergie décorrélée. En effet, elle tend à imposer à
l’ensemble des particules une vitesse proche de celle du gaz en atténuant les écarts vis-à-vis de cette
vitesse suivant la loi de Stokes.
3.3.2 Évaporation
Le taux d’évaporation du spray Γ intervenant dans les Eq. 3.36 à 3.40 s’exprime en fonction du taux
de variation de masse lagrangien m˙p = dmp/dt de la façon suivante :
Γ = −n˘l {m˙p}l (3.63)
Modèles existants
Comme pour la traînée (cf. section 3.3.1), on écrit le modèle d’évaporation en considérant le cas d’une
goutte isolée sans combustion au sein d’un écoulement de gaz. Ce problème a fait l’objet de nombreuses
études théoriques, expérimentales et numériques. Shazin [219] fait une revue des modèles théoriques
applicables aux codes de mécanique des fluides en distinguant :
– le modèle hydrodynamique classique basé sur l’approche initialement proposée par Spalding [247,
248] et ses variantes incluant les améliorations par Ambrazon et Sirignano [1] ou Yao et al. [271] ;
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– les modèles multi-composants adaptés à l’évaporation de carburants réalistes comme le diesel ou
le kérosène. Shazin [219] cite en particulier les modèles à thermodynamique continue comme celui
proposé par Harstad et Bellan [99] et le modèle à courbe de distillation de Burger et al. [37] ;
– les modèles cinétiques adaptés aux petits diamètres de gouttes (< 5µm) lorsque l’hypothèse de
milieu continu n’est plus valable.
Principalement pour des raisons de coûts de calculs, les codes de CFD actuels se limitent aux modèles
de type hydrodynamique. Dans [220], Shazin et al. comparent différents modèles hydrodynamiques en
fonction des corrections utilisées pour modéliser les effets convectifs dus à la vitesse relative entre la
goutte et le gaz environnant par rapport au problème à symétrie sphérique (sans vitesse relative). Concer-
nant la modélisation du transfert de chaleur dans la goutte, Shazin et al. [220] distinguent les approches
suivantes classées par ordre croissant de complexité :
– modèle à température de goutte uniforme et constante dans le temps (loi du d2, voir plus loin) ;
– modèle à temperature de goutte uniforme mais variable dans le temps (modèle de température
uniforme noté UT). Ce modèle suppose une conductivité thermique infinie donc une absence de
gradient de température dans la goutte ;
– modèle à conductivité thermique finie dans la goutte sans prise en compte de l’écoulement liquide
à l’intérieur de la goutte ;
– modèle à conductivité thermique effective qui introduit une correction au modèle précédant pour
tenir compte de l’écoulement interne ;
– modèle décrivant l’écoulement interne par un modèle de tourbillon ;
– solution complète des équations de Navier-Stokes dans le gaz et dans la goutte.
On trouve une description détaillée de ces différentes approches dans l’ouvrage de Sirignano [238]. Ces
modèles nécessitent la connaissance de la fraction de carburant gazeux à l’interface gaz/goutte YF,ζ (cf.
Fig. 3.3) qui est généralement donnée par une hypothèse d’équilibre thermodynamique à l’interface.
Miller et al. [167] proposent un modèle de non-équilibre basé sur la loi de Langmuir-Kundsen afin de
mieux prédire l’évaporation de petites gouttes dans les gaz chauds.
Quelle que soit la complexité de ces modèles, il est nécessaire de comparer leurs prédictions à des
données expérimentales précises pour des conditions physiques variables. Nomura et al. [178] four-
nissent des mesures expérimentales d’évolution temporelle du diamètre pour des gouttes de n-heptane
en évaporation dans du diazote à des conditions variables de température et de pression. Des mesures
simultanées du diamètre et de la température de gouttes de décane en évaporation dans un écoulement
d’air chaud ont été réalisées par Wong et Lin [270]. Elles se limitent toutefois à l’étude de forts diamètres
de gouttes (de l’ordre du millimètre) qui sont peu représentatifs des tailles caractéristiques des applica-
tions aéronautiques situées entre 10 et 100 µm. Castanet et al. [41] ont étudié expérimentalement les
transferts de chaleur dans un train de gouttes en évaporation dans une couche limite thermique d’air. Par
mesure Laser, ils accèdent à la fois au diamètre (de l’ordre de la centaine de µm) et à la température des
gouttes. Toutefois, la complexité de l’aérothermie du gaz ambiant introduit des incertitudes dans l’ex-
ploitation des mesures. En faisant varier l’espace inter-gouttes, ils étudient l’influence des interactions
goutte-goutte sur les transferts de masse et de chaleur dus à l’évaporation. En complément de ces études
expérimentales, les études numériques détaillées de l’aérothermie de gouttelettes fournissent des données
de référence intéressantes. Citons en particulier les travaux de Chiang et al. [47] qui ont résolu le pro-
blème couplé de l’écoulement externe et interne d’une goutte en translation et en évaporation dans l’air
en utilisant des propriétés de transport variables. Dans Chiang et Sirignano [48], on trouve une extension
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de cette étude au cas de deux gouttes en interaction.
Description du modèle de température uniforme
Dans la présente étude, le choix s’est porté sur le modèle de type hydrodynamique à température
uniforme parce qu’il représente un compromis satisfaisant entre un faible coût de calcul et la prise en
compte du phénomène de dépendance entre la température des gouttes et le taux d’évaporation. Ce phé-
nomène physique est important dans le cas de la combustion où les variations de température importantes
induisent des effets de préchauffage du liquide qui conditionnent le temps d’évaporation [106] donc de
combustion (cf. section 7.3.5). Les deux hypothèses principales de ce modèle sont les suivantes :
– la conductivité thermique de la phase liquide est infinie d’où une température uniforme au sein de
chaque goutte ;
– l’interface liquide/gaz est à l’équilibre thermodynamique ce qui permet d’utiliser la loi de Clausius-
Clapeyron.
gazr
!T
Y
! r
!F,
T
F,
Y
liquide
FIG. 3.3 - Schéma d’une goutte isolée à la température Tζ qui s’évapore dans un gaz possédant une température
T∞ et une fraction massique de carburant YF,∞
Taux de transfert de masse
Kuo [125] décrit comment obtenir le taux d’évaporation m˙p d’une gouttelette isolée (Fig. 3.3) en
intégrant l’équation de conservation de la fraction massique de carburant gazeux (indice F ) entre le
rayon d’interface rζ et un rayon infini. Cette méthode aboutit à une expression de m˙p qui ne dépend que
des variables en r = rζ et en r →∞ :
m˙p = −pidSh [ρDF ] ln (1 +BM ) (3.64)
Sh est le nombre de Sherwood donné par la corrélation de Ranz-Marshall :
Sh = 2 + 0.55Re1/2p ScF
1/3 (3.65)
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où 0.55Re1/2p ScF 1/3 est la correction traduisant les effets convectifs liés à la vitesse relative entre la
goutte et le gaz porteur.
Le produit [ρDF ] s’obtient à partir du nombre de Schmidt du carburant ScF :
[ρDF ] =
µ
ScF
(3.66)
BM est le nombre de Spalding de masse qui fait apparaître la différence de fraction massique de carburant
gazeux entre l’interface et l’infini :
BM =
YF,ζ − YF,∞
1− YF,ζ (3.67)
YF,ζ peut s’écrire en fonction de la fraction molaire XF,ζ :
YF,ζ =
XF,ζWF
XF,ζWF + (1−XF,ζ)WnF,ζ
(3.68)
oùWnF,ζ est la masse molaire moyenne du pseudo-mélange constitué d’espèces autres que le carburant.
En supposant que la composition de ce mélange est la même entre ζ et∞, on a :
WnF,ζ = WnF,∞ =
1− YF,∞
1− YF,∞ WWF
W (3.69)
XF,ζ est fourni par la loi de Dalton pour un mélange idéal de gaz parfaits :
XF,ζ =
PF,ζ
P
(3.70)
où PF,ζ est la pression partielle de carburant gazeux à l’interface donnée par la relation de Clausius-
Clapeyron :
PF,ζ = Pcc exp
(
WFLv
R
(
1
Tcc
− 1
Tζ
))
(3.71)
Pcc et Tcc sont respectivement la pression et la température de référence qui correspondent à un point de
la courbe de saturation du carburant. Lv est la chaleur latente massique d’évaporation qui représente la
différence entre l’enthalpie gazeuse et liquide du carburant à la température de référence Tref :
Lv = ∆hs,F (Tref ) = hs,F (Tref )− hs,p (Tref ) (3.72)
Dans l’Eq. 3.71, la variable manquante est la température de l’interface Tζ que l’on suppose égale à
celle de la goutte : Tζ = Tp (cf. section 3.2.5, H3). Dans les Eq. 3.67 et 3.69, la condition∞ correspond
à l’état du gaz non pertubé par la présence de la goutte. Dans le cadre des écoulements dilués (cf. sec-
tion 3.2.5, H5), on suppose que la distance inter-gouttes est suffisamment grande pour que les gouttes ne
s’influencent pas mutuellement. Par conséquent, l’état ∞ est représenté par la valeur locale eulérienne
dans la phase gazeuse.
D’après l’hypothèse H9 (cf. section 3.2.5), à la position x et à l’instant t, toutes les gouttes possèdent
la même température Tp donc le même nombre de Spalding BM . Par ailleurs, malgré la dépendance de
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Rep vis-à-vis de la vitesse particulaire, on suppose que le nombre de Sherwood (Eq. 3.65) est également
constant à x et t donnés. En rappelant que le spray est supposé monodisperse (cf. section 3.2.5, H8), le
taux d’évaporation moyen du spray Γ est finalement obtenu à partir du taux d’évaporation lagrangien m˙p
donné par l’Eq. 3.64 en appliquant la moyenne définie par l’Eq. 3.63 :
Γ = pin˘ldSh [ρDF ] ln (1 +BM ) (3.73)
Taux de transfert de chaleur
Le taux de transfert de masse m˙p étant connu, on cherche à déterminer le taux de transfert de chaleur
entre phases. On estime le flux conductif gazeux à l’interface à partir de l’expression dérivée pour une
particule en l’absence de changement de phase :
φcg = pidNuλ (Tζ − T∞) (3.74)
Nu est le nombre de Nusselt que l’on exprime de façon analogue au nombre de Sherwood (Eq. 3.65) en
utilisant la corrélation de Ranz-Marshall :
Nu = 2 + 0.55Re1/2p Pr
1/3 (3.75)
La conductivité thermique du gaz λ est obtenue à partir du nombre de Prandtl Pr :
λ =
µCp
Pr
(3.76)
Le bilan d’énergie à l’interface s’écrit :
φtp + φ
t
g = 0 (3.77)
soit : φevp + φ
c
p + φ
ev
g + φ
c
g = 0 (3.78)
avec : φevp = m˙phs,p(Tζ) et φ
ev
g = −m˙phs,F (Tζ) (3.79)
φtp et φtg sont les flux totaux d’enthalpie entrant dans la goutte et dans le gaz respectivement. φcp et φcg
sont les flux conductifs entrant dans la goutte et dans le gaz respectivement. φevp et φevg sont les flux
d’enthalpie par changement de phase dans la goutte et dans le gaz respectivement, dont la somme vaut
φev :
φev = m˙p (hs,p(Tζ)− hs,F (Tζ)) = m˙p∆hs,F (Tζ) = φcg + φcp (3.80)
L’Eq. 3.80 signifie que l’enthalpie absorbée par évaporation (φev < 0) imposée par la loi de Spalding
(Eq. 3.64) est puisée dans le gaz via le flux conductif φcg (généralement, le gaz est plus chaud que la
goutte d’où : φcg < 0). L’excès/le défaut d’enthalpie est fourni/prélevé à la phase liquide via le flux
conductif φcp.
Les différents taux de variation d’énergie dans le spray et dans le gaz sont notés de la façon suivante :
Taux de transfert de chaleur vers le gaz vers le liquide
par changement de phase Λ Λl
par conduction thermique Φ Φl
total Π = Λ+ Φ Πl = Λl + Φl
74
3.3 Modèles de fermeture
À partir de la moyenne d’ensemble {·}l des flux d’enthalpie par conduction et évaporation d’une goutte
isolée, on exprime les taux de transferts de chaleur du spray Λ, Λl, Φ et Φl en fonction des variables
lagrangiennes, soit respectivement :
Λ = n˘l {−m˙phs,F (Tζ = Tp)}l (3.81)
Λl = n˘l {m˙p (hs,p (Tζ = Tp) + hs,corr)}l (3.82)
Φ = n˘l
{
φcg
}
l
(3.83)
Φl = n˘l
{
φcp
}
l
(3.84)
La signification de la correction de référence de l’enthalpie hs,corr dans l’Eq. 3.82 est précisée dans la
sous-section suivante. Le bilan interfacial d’enthalpie à l’échelle du spray s’écrit de la façon suivante :
Π+Π l = Λ+ Φ+ Λl + Φl = 0 (3.85)
Malgré la dépendance de Rep vis-à-vis de la vitesse particulaire, on suppose que le nombre de Nusselt
(Eq. 3.65) est constant pour toutes les particules à la position x et au temps t. On obtient alors les taux
de transfert de chaleur du spray en fonction des variables moyennes liquides et des variables gazeuses :
Λ = Γhs,F (T˘l) (3.86)
Λl = −Γ
(
h˘s,l − hs,corr
)
(3.87)
Φ = pin˘ldNuλ
(
T˘l − T∞
)
(3.88)
Φl = − (Λ+ Φ+ Λl) (3.89)
Valeur de référence pour l’enthalpie liquide
Une précaution est nécessaire lorsqu’on calcule le flux d’enthalpie dans la phase liquide via le bilan
interfacique faisant intervenir les enthalpies gazeuses (Eq. 3.79). En effet, l’enthalpie liquide hs,p (Tζ) est
définie à partir d’une valeur de référence différente de celle de l’enthalpie gazeuse hs,F (Tζ). Pour tenir
compte de cet écart de référence, on ajoute le terme suivant au flux d’enthalpie dans la phase liquide :
+ m˙phs,corr avec hs,corr = hs,F (Tl,ref )− Lv (3.90)
L’Eq. 3.90 assure que le saut interfacial d’enthalpie sensible est bien égal à l’enthalpie latente d’évapo-
ration.
Coefficients de transport diffusif
Dans les Eq. 3.64 et 3.74, les propriétés de transport diffusif sont supposées constantes lors de l’inté-
gration des équations de conservation. En réalité, les coefficients [ρDF ] et λ varient du fait du change-
ment de composition et de température entre rζ et l’infini. Cette variation peut être prise en compte en
choisissant judicieusement les valeurs de référence pour le calcul de ces coefficients :
Tref = (1− a)Tζ + aT∞ (3.91)
Yk,ref = (1− a)Yk,ζ + aYk,∞ (3.92)
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Hubbard et al. [106] préconisent la valeur a = 1/3. La validité de cette règle appelée règle du 1/3 est
confirmée par Versaevel [259] qui a résolu numériquement les équations de transport autour de la goutte
avec des coefficients de diffusion variables. Toutefois, la règle a = 1 a été appliquée ici par souci de sim-
plicité. Ce choix entraîne une surestimation du taux d’évaporation mais ne modifie pas le comportement
qualitatif du modèle. Pour les calculs futurs, l’utilisation de la règle du 1/3 est recommandée.
Échanges thermiques et température d’équilibre
On considère l’équation lagrangienne de l’enthalpie d’une goutte isolée de massemp :
d
dt
(mphs,p(Tp)) = φcp + φ
ev
p (3.93)
soit : mp
d
dt
hs,p(Tp) + hs,p(Tp)
d
dt
mp = φcp − m˙phs,p(Tζ) (3.94)
En notant que dhs,p(Tp) = Cp,ldTp et hs,p(Tp) = hs,p(Tζ), l’Eq. 3.94 devient :
mpCp,l
dTp
dt
= φcp (3.95)
L’Eq. 3.95 montre que seul le flux conductif liquide est responsable des variations de température dans la
goutte. Afin de comprendre le rôle de ces variations, on teste le modèle de température uniforme (UT) au
moyen d’un code 0D. Ce code résout le problème temporel de l’évaporation d’une gouttelette isolée grâce
à l’intégration temporelle explicite au premier ordre des termes de transferts de masse et d’énergie prédits
par les Eq. 3.64 et 3.74 respectivement9. Le modèle UT est comparé aux données expérimentales10 de
Castanet et al. [41].
Au cours de l’évaporation, on observe une phase initiale de préchauffage où les conditions thermo-
dynamiques à l’interface sont telles que le taux d’évaporation est faible. Comme le montre la Fig. 3.4,
le flux de chaleur conductif −φcg fourni par le gaz est alors supérieur au flux φev consommé par évapo-
ration. D’après l’Eq. 3.80, l’excès de chaleur est transféré à la goutte sous la forme du flux conductif φcp
qui contribue à augmenter la température de la goutte donc de sa surface (cf. Fig 3.5a). Cette élévation de
température stimule l’évaporation et entraîne une augmentation de φev (cf. Fig. 3.4) telle que l’on atteint
un état d’équilibre :
– le flux conductif gazeux φcg est intégralement converti en enthalpie de changement d’état via le
flux φev ;
– le flux conductif φcp résultant tend vers 0 et la température liquide atteint une valeur constante.
La valeur d’équilibre de la température liquide est appelée température humide [167] (wet bulb tempera-
ture en anglais) et notée Twb. La Fig 3.5b montre qu’une fois Twb atteinte, la décroissance temporelle de
la surface de goutte suit une évolution linéaire : on retrouve la loi bien connue du d2. Cette loi est vérifiée
9Ce code 0D de type lagrangien utilise les mêmes entrées et le même modèle d’évaporation qu’AVBP de sorte qu’il four-
nit des résultats rigoureusement identiques à ceux d’un calcul AVBP équivalent en configuration 0D, cas où les approches
eulérienne et lagrangienne sont équivalentes.
10Dans l’expérience de Castanet et al. [41], certains paramètres physiques ne sont pas connus en raison de la complexité
aérothermique de l’écoulement gazeux. C’est pourquoi les courbes du modèle UT ont été obtenues en ajustant la température
gazeuse et les coefficients de diffusion des Eq. 3.64 et 3.74, ce qui restreint la comparaison à une analyse qualitative.
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FIG. 3.4 - Évolution temporelle des flux de chaleur dans la goutte prédits par le modèle UT : flux conductif
gazeux φcg , flux de changemement de phase φev et flux conductif liquide φcp
lorsque le nombre de Spalding est constant et s’exprime en écrivant la variation de carré du diamètre de
goutte de la façon suivante :
d
dt
d2 = −4Sh [ρDF ]
ρl
ln (1 +BM (Twb)) (3.96)
L’Eq. 3.96 suppose que le nombre de Spalding n’est pas influencé par les variations de pression via
l’équilibre thermodynamique (cf. Eq. 3.70) et par la fraction massique de carburant dans le gaz (surface
de goutte loin de la saturation : YF,ζ ( YF,∞). D’après la Fig 3.5b et l’Eq. 3.96, la loi du d2 représente
une approximation intéressante si la valeur de Twb est connue. Toutefois, en raison de la complexité ma-
thématique des expressions, Twb ne peut pas être exprimée de manière explicite et requiert une méthode
de résolution itérative. En outre, Twb dépend de la température et de la fraction massique de carburant
dans le gaz qui peuvent varier fortement suivant que l’on se situe dans les zones froides ou réactives de
l’écoulement. Dans la combustion de spray, il n’est donc pas possible d’employer une valeur constante
de Twb pour tout l’écoulement. Miller et al. [167] proposent une corrélation valable pour plusieurs hy-
drocarbures exprimant Twb en fonction de la température d’ébullition et de la température du gaz. Par
ailleurs, Cannevière [40] présente une méthode permettant d’exprimer le nombre de Spalding comme
une fonction linéaire de la température du gaz pour un carburant et une pression donnée. Connaissant
Twb, l’utilisation de l’Eq. 3.96 évite de résoudre l’équation d’enthalpie de la goutte (Eq. 3.95). Toutefois,
supposer que Twb est atteinte de façon instantanée revient à négliger le temps de préchauffage qui peut
jouer un rôle important dans la dynamique de flamme (cf. section 7.3).
Traitement numérique de l’ébullition
L’expression du Spalding de masse (Eq. 3.67) comporte une singularité lorsque la fraction massique
de carburant à l’interface YF,ζ vaut l’unité. Cette valeur est obtenue lorsque la température de l’interface
atteint la température d’ébullition à la pression considérée Teb(P ) dont la valeur est donnée par la relation
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a. b.
FIG. 3.5 - Comparaison entre les prédictions du modèle de température uniforme (UT) et les données
expérimentales de Castanet et al. [41] pour l’évaporation de gouttes d’éthanol. Évolution temporelle de la
température de goutte (a.) et de la surface de goutte sans dimension (b.). C représente le rapport entre la distance
inter-gouttes et le diamètre initial indiquant que les gouttes peuvent être considérées comme isolées.
de Clausius-Clapeyron (Eq. 3.71) :
Teb =
(
1
Tcc
− R
WFLv
ln
(
P
Pcc
))−1
(3.97)
Du point de vue purement analytique, la loi d’évaporation (Eq. 3.64) ne permet pas d’atteindre la tempé-
rature d’ébullition car le flux d’enthalpie par changement de phase augmente linéairement avec le taux
d’évaporation, limitant ainsi le flux conductif dans la phase liquide (cf. Eq. 3.80). Du point de vue numé-
rique, en pratique, il est possible que le modèle prédise une température supérieure à Teb. Dans ce cas,
la température liquide est ramenée à la valeur de la température d’ébullition et le flux conductif liquide
est considéré comme nul. D’après le bilan d’enthalpie à l’interface (Eq. 3.80), le taux d’évaporation
s’exprime alors en fonction du flux conductif gazeux et de la différence d’enthalpie à travers l’interface :
m˙p (Tζ = Teb) =
φcg
∆hs,F (Teb)
(3.98)
L’Eq. 3.98 exprime le fait que lorsque la goutte est à la température d’ébullition, le taux d’évaporation
est piloté uniquement par le flux conductif dans le gaz (Eq. 3.74) et non plus par le flux massique de
carburant prédit par la loi de Spalding (Eq. 3.64).
3.3.3 Mouvement décorrélé
La modélisation du mouvement décorrélé dans le contexte mésoscopique eulérien est décrite en détail
dans la thèse d’E. Riber [206]. La section suivante en fait le résumé.
Afin de rendre compte de l’effet du mouvement décorrélé sur le mouvement mésoscopique, le ten-
seur des vitesses décorrélées δR˘l doit être modélisé. En écrivant l’Eq. 3.23, on a décomposé δR˘l en sa
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demi-trace δθ˘l, l’énergie décorrélée, dont on a écrit l’équation de conservation (Eq. 3.39), et sa partie
déviatorique δR˘
∗
l qui nécessite un modèle de fermeture. En faisant une hypothèse d’équilibre local et en
négligeant les corrélations d’ordre 3, δR˘
∗
l peut s’écrire :
δR˘
∗
l,ij = −
τp
2
(
δR˘l,il
∂u˘l,j
∂xl
+ δR˘l,jl
∂u˘l,i
∂xl
− 2
3
δR˘l,lm
∂u˘l,l
∂xm
δij
)
(3.99)
Par ailleurs, en supposant l’équilibre du tenseur d’anisotropie défini par al,ij = (δR˘l,il−2/3δθ˘lδij)/2/3δθ˘lδij
et que l’anisotropie est négligeable (al,ij al,ij ) 1), δR˘∗l peut être représenté par un modèle de type
visqueux [237] :
δR˘
∗
l,ij = −νRUM
(
∂u˘l,i
∂xj
+
∂u˘l,j
∂xi
− 1
3
∂u˘l,l
∂xl
δij
)
(3.100)
où la viscosité νRUM s’écrit :
νRUM =
1
3
τpδθ˘l (3.101)
Connaissant δR˘
∗
l , on exprime Uθ comme la somme de deux termes :
Uθ = −ρlα˘lδR˘∗l,ij
∂u˘l,i
∂xj
− 2
3
ρlα˘lδθ˘l
∂u˘l,j
∂xj
(3.102)
où le premier terme représente la production d’énergie décorrélée par la partie déviatorique du tenseur
des vitesses décorrélées et le second contient les effets de divergence du champ mésoscopique.
Dans l’équation de conservation de δθ˘l (Eq. 3.39), le flux d’énergie décorrélée par le mouvement
décorrélé T
(
1
2u
′′
p,iu
′′
p,i
)
fait intervenir le tenseur triple des vitesses décorrélées δS˘l :
T
(
1
2
u′′p,iu
′′
p,i
)
= −1
2
∂
∂xj
ρlα˘lδS˘l,iij (3.103)
Kaufmann et al. [111] suggèrent de modéliser δS˘l par une loi de type diffusif :
δS˘l,iij = κRUM
∂δθ˘l
∂xj
(3.104)
Dans l’Eq. 3.104, κRUM est un coefficient de diffusion estimé par un modèle analogue à celui fourni
dans l’approche RANS à deux fluides de Simonin [236] :
κRUM =
5
3
τpδθ˘l (3.105)
3.3.4 Récapitulatif des termes modélisés
La section suivante résume les expressions des différents modèles pour les grandeurs non résolues
dans les équations de conservation eulériennes de la phase dispersée.
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• Force de traînée Fd :
Fd,i = ρlα˘l
ui − u˘l,i
τp
(3.106)
• Destruction de l’énergie décorrélée par la traînéeWθ :
Wθ = −ρlα˘l 2τp δθ˘l (3.107)
• Taux d’évaporation Γ :
Γ = pin˘ldSh [ρDF ] ln (1 +BM ) (3.108)
• Taux de transfert de chaleur par évaporation Λ et Λl :
dans le gaz : Λ = Γhs,F (T˘l) (3.109)
dans le liquide : Λl = −Γ
(
h˘s,l + hs,corr
)
(3.110)
• Taux de transfert de chaleur par conduction Φ et Φl :
dans le gaz : Φ = pin˘ldNuλ(T˘l − T∞) (3.111)
dans le liquide : Φl = − (Φ+ Λ+ Λl) (3.112)
• Tenseur des vitesses décorrélées δR˘l :
δR˘l,ij = δR˘
∗
l,ij +
2
3
δθ˘lδij (3.113)
avec δR˘
∗
l,ij = −νRUM
(
∂u˘l,i
∂xj
+
∂u˘l,j
∂xi
− 1
3
∂u˘l,l
∂xl
δij
)
(3.114)
et νRUM =
1
3
τpδθ˘l (3.115)
• Tenseur triple des vitesses décorrélées δS˘l :
δS˘l,iij = κRUM
∂δθ˘l
∂xj
(3.116)
avec κRUM =
5
3
τpδθ˘l (3.117)
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Chapitre 4
Équations pour la LES diphasique réactive
4.1 Simulation aux grandes échelles (SGE ou LES)
La simulation aux grandes échelles [198, 215] (large eddy simulation ou LES en anglais) est recon-
nue comme une approche complémentaire de la traditionnelle approche RANS (pour Reynolds averaged
Navier-Stokes en anglais). Bien que conceptuellement très différentes, ces deux approches ont toutes
deux pour principe d’appliquer certains opérateurs de filtrage aux équations de Navier-Stokes compres-
sibles dans le but de produire de nouveaux systèmes d’équations de conservation adaptés aux écoule-
ments turbulents. Ces opérateurs font apparaître des termes non résolus qui nécessitent des modèles de
fermeture spécifiques. Les principales différences entre l’approche RANS et LES proviennent du choix
de l’opérateur employé :
Approche RANS : L’opérateur est une moyenne d’ensemble sur un grand nombre de réalisations du
champ fluide [46, 198]. Les termes à modéliser doivent représenter la physique pour toutes les
échelles de la turbulence.
Approche LES : L’opérateur est un filtre local, de taille fixée !, indépendant du temps et appliqué à
une réalisation unique du champ fluide. Ce filtrage spatial permet une séparation entre les grandes
et les petites échelles de la turbulence. Les termes à modéliser sont représentatifs de la physique
pour les échelles de la turbulence plus petites qu’une échelle de coupure. Cette échelle de coupure
située entre les grandes échelles résolues et les petites échelles modélisées est liée à la taille du
filtre.
La différence fondamentale entre ces deux approches réside dans la plage d’échelles non résolues qui
représente toutes les échelles dans le cas du RANS, seulement les petites échelles dans le cas de la LES.
Cette différence est illustrée par la Fig. 4.1 montrant le spectre d’énergie d’un champ turbulent homogène
isotrope (THI).
Grâce à la séparation d’échelles par le filtre, la LES permet une représentation dynamique des tour-
billons de plus grande taille dont les contributions sont critiques pour les écoulements au sein de géo-
métries complexes. La physique des écoulements turbulents est mieux prédite avec la LES puisque des
phénomènes à grande échelle, comme la propagation des ondes acoustiques, sont intrinsèquement pré-
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FIG. 4.1 - Représentation conceptuelle des méthodes RANS (a.) et LES (b.) appliquées à une turbulence
homogène isotrope
sents dans les équations de conservation [197].
Pour toutes ces raisons, la LES possède un grand potentiel pour les écoulements turbulents réactifs que
l’on rencontre dans les applications industrielles. Cette utilisation est toutefois limitée par les hypothèses
introduites pour construire les modèles.
Dans ce chapitre, on présente tout d’abord les équations de conservation pour le gaz (section 4.2)
puis les modèles de sous-maille correspondants (section 4.3). Le filtrage LES des équations de la phase
liquide est décrit dans la section 4.4 et la modélisation du mouvement de sous-maille liquide est détaillée
dans la section 4.5. La section 4.6 présente le modèle de combustion turbulente choisi dans cette étude : le
modèle de flamme épaissie. Enfin, dans la section 4.7, on propose un modèle simplifié pour la cinétique
chimique du kérosène.
4.2 Équations LES pour la phase gazeuse
4.2.1 Filtrage LES des équations de Navier-Stokes
La procédure de filtrage évoquée dans la section 4.1 consiste à définir la quantité filtrée f comme le
produit de convolution de la quantité non filtrée f avec un filtre spatial G' de taille caractéristique! :
f (x) =
∫
f (x)G'
(
x′ − x) dx′ (4.1)
Le filtre G' est classiquement de type boîte ou gaussien [216]. La quantité filtrée f est calculée en
résolvant numériquement son équation de transport. La quantité de sous-maille non résolue est f ′ =
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f −f . Pour les écoulements à masse volumique variable, il est pratique d’utiliser une moyenne pondérée
par la masse volumique ou moyenne de Favre, définie par :
ρf˜ = ρf (4.2)
On obtient les équations de conservation de type LES en filtrant les équations de Navier-Stokes ins-
tantanées (Eq. 2.1) :
∂w
∂t
+∇ · F = s (4.3)
où s est le terme source filtré et F est le tenseur des flux filtrés composé de trois contributions :
F = FI + FV + Ft (4.4)
avec
tenseur des flux convectifs résolus : FI =
(
f I ,gI ,hI
)T
(4.5)
tenseur des flux diffusifs résolus : FV =
(
fV ,gV ,hV
)T
(4.6)
tenseur des flux de sous-maille : Ft =
(
f t,gt,ht
)T
(4.7)
L’échelle de coupure est fixée par la taille de la maille (filtrage implicite). De manière classique, on
suppose qu’il y a commutation entre l’opérateur de filtrage et les opérateurs de dérivée partielle.
4.2.2 Flux convectifs résolus
Les trois composantes du tenseur des flux convectifs résolus FI sont définies par :
f I =

ρu˜2 + P
ρu˜v˜
ρu˜w˜
ρE˜u˜+ P u
ρku˜
 , gI =

ρu˜v˜
ρv˜2 + P
ρv˜w˜
ρE˜v˜ + P v
ρkv˜
 , hI =

ρu˜w˜
ρv˜w˜
ρw˜2 + P
ρE˜w˜ + P w
ρkw˜
 (4.8)
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4.2.3 Flux diffusifs résolus en écoulement non réactif
Les trois composantes du tenseur des flux diffusifs résolus FV sont définies par :
fV =

−τxx
−τxy
−τxz
−(u τxx + v τxy + w τxz) + qx
Jx,k

gV =

−τxy
−τyy
−τyz
−(u τxy + v τyy + w τyz) + qy
Jy,k

hV =

−τxz
−τyz
−τzz
−(u τxz + v τyz + w τzz) + qz
Jz,k

(4.9)
D’après Poinsot et Veynante [197] Chap. 4, les termes de diffusion en LES s’écrivent :
Tenseur des contraintes τij
τij = 2µ
(
Sij − 13δijSll
)
(4.10)
approximation : τij ≈ 2µ
(
S˜ij − 13δijS˜ll
)
(4.11)
avec : S˜ij =
1
2
(
∂u˜j
∂xi
+
∂u˜i
∂xj
)
(4.12)
µ ≈ µ(T˜ ) (4.13)
Tenseur de diffusion des espèces Ji,k
en non réactif : Ji,k = −ρ
(
Dk
Wk
W
∂Xk
∂xi
− YkVic
)
(4.14)
approximation : Ji,k ≈ −ρ
(
Dk
Wk
W
∂X˜k
∂xi
− Y˜kV˜ic
)
(4.15)
avec : V˜i
c
=
N∑
k=1
Dk
Wk
W
∂X˜k
∂xi
(4.16)
Dk ≈ µρSck (4.17)
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Fux de chaleur qi
en non réactif : qi = −λ ∂T
∂xi
+
N∑
k=1
Ji,khs,k (4.18)
approximation : qi ≈ −λ ∂T˜
∂xi
+
N∑
k=1
Ji,k h˜s,k (4.19)
avec : λ ≈ µCp(T˜ )
Pr
(4.20)
Les variations spatiales des flux de diffusion moléculaire sont considérées comme suffisamment
faibles pour être évaluées par un modèle de type gradient. Les équations de conservation font apparaître
des termes de sous-maille dont la modélisation est présentée dans la section 4.2.4.
4.2.4 Termes de sous-maille
Les trois composantes du tenseur de sous-maille Ft sont définies par :
f t =

−τxxt
−τxyt
−τxzt
qxt
Jx,k
t
 , gt =

−τxyt
−τyyt
−τyzt
qyt
Jy,k
t
 , ht =

−τxzt
−τyzt
−τzzt
qzt
Jz,k
t
 (4.21)
Les différents termes s’écrivent :
Tenseur des contraintes τij t
τij
t = −ρ (u˜iuj − u˜iu˜j) (4.22)
modèle : τij t = 2 ρ νt
(
S˜ij − 13δijS˜ll
)
(4.23)
La viscosité turbulente νt est calculée par le modèle de sous-maille et détaillée en section 4.3.
Tenseur de diffusion des espèces Ji,k
t
Ji,k
t = ρ
(
u˜iYk − u˜iY˜k
)
(4.24)
modèle : Ji,k
t = −ρ
(
Dtk
Wk
W
∂X˜k
∂xi
− Y˜kV˜ic,t
)
(4.25)
avec : V˜ c,ti =
N∑
k=1
Dtk
Wk
W
∂X˜k
∂xi
(4.26)
Dtk =
νt
Sctk
(4.27)
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De manière usuelle, le nombre de Schmidt turbulent est fixé à Sctk = 1 pour toutes les espèces.
Flux de chaleur qit
qi
t = ρ
(
u˜iE − u˜iE˜
)
(4.28)
modèle : qit = −λt ∂T˜
∂xi
+
N∑
k=1
Ji,k
t
h˜s,k (4.29)
avec : λt =
µtCp
Prt
(4.30)
Dans les simulations présentées ici, le nombre de Prandtl turbulent a été fixé à Prt = 0.9, valeur
classique en RANS. Pour la LES, on trouve dans la littérature des valeurs pouvant varier de 0.2 à
plus de 1 en fonction de l’application.
4.3 Modèles de sous-maille
L’effet du mouvement de sous-maille sur le mouvement résolu est représentée par le tenseur des flux
de sous-maille Ft dont la modélisation est requise. Tous les modèles de sous-maille s’appuient sur la
même hypothèse théorique d’invariance spatiale et temporelle du filtre LES. Des variations dans la taille
du filtre dues à un maillage non uniforme ou à un maillage mobile ne sont pas directement prises en
compte. Le changement de topologie de la cellule n’intervient que dans le calcul local du volume de la
cellule : ! = V 1/3cell . En théorie et sauf dans les modèles comme MILES [81] qui utilisent la dissipation
du schéma comme modèle LES, l’utilisation de viscosité artificielle en LES (cf. section 5.3) est prohi-
bée. Dans la pratique, son utilisation doit se faire avec la plus grande attention et ne doit pas dépasser la
contribution du modèle de sous-maille. Les équations de conservation d’un écoulement compressible tur-
bulent filtrées font apparaître des tenseurs et des vecteurs de sous-maille (notée SGS pour sub-grid scale)
qui décrivent l’interaction entre petites échelles modélisées et grandes échelles résolues. L’influence de
la sous-maille sur les échelles résolues est prise en compte au travers d’un modèle SGS utilisant une vis-
cosité turbulente νt. Une telle approche suppose que les effets de sous-maille soient uniquement d’ordre
dissipatif. Cette hypothèse est valide si l’on applique la théorie de la cascade énergétique de Kolmogo-
rov [123]. En introduisant la notion de viscosité turbulente, on définit la forme générale suivante pour les
modèles SGS :
τij
t = −ρ (u˜iuj − u˜iu˜j) (4.31)
modèle : τij t = 2 ρ νt S˜ij − 13 τll
t δij (4.32)
avec : S˜ij =
1
2
(
∂u˜i
∂xj
+
∂u˜j
∂xi
)
− 1
3
∂u˜k
∂xk
δij (4.33)
où τij t est le tenseur des contraintes à modéliser, νt est la viscosité turbulente de sous-maille, u˜i est le
vecteur vitesse filtré et S˜ij est le tenseur des déformations résolu. Les différents modèles se distinguent
par la définition et le calcul de la viscosité turbulente de sous-maille νt.
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4.3.1 Modèle de Smagorinsky
Dans le modèle de Smagorinsky classique, la viscosité turbulente s’écrit :
νt = (CS!)2
√
2 S˜ij S˜ij (4.34)
avec : CS = (0.1− 0.18) suivant la configuration (4.35)
Développé dans les années 1960, le modèle de Smagorinsky [243] fait l’objet de très nombreux tests
dans la littérature sur de divers types d’écoulement. Il est très répandu du fait de sa simplicité. Dans le
cas d’une turbulence homogène isotrope, il fournit le bon niveau de dissipation de l’énergie cinétique.
Toutefois, ce modèle est connu pour être trop dissipatif, particulièrement près des parois, et son utilisation
pour des régimes de transition vers la turbulence n’est pas recommandée [215].
4.3.2 Modèle de Smagorinsky filtré
Dans le modèle Smagorinsky filtré [68], la viscosité turbulente s’ecrit :
νt = (CSF!)2
√
2HP (S˜ij)HP (S˜ij) (4.36)
avec : CSF = 0.37 (4.37)
Dans l’Eq. 4.36, HP (S˜ij) est le tenseur des déformations résolu obtenu à partir d’un champ de vitesse
filtré à travers un filtre passe-haut. Ce modèle a été développé afin d’améliorer la représentation de
phénomènes locaux typiques des écoulements turbulents [68]. Avec le modèle de Smagorinsky filtré, la
transition vers la turbulence est mieux prédite.
4.3.3 Modèle WALE
Le modèle WALE (pour wall adapting linear eddy) a été développé par Nicoud et Ducros [177] afin
de pallier le défaut du modèle de Smagorinsky classique (cf. section 4.3.1) concernant les écoulements
en proche paroi. Dans ce modèle, la viscosité turbulente est définie par :
νt = (Cw!)2
(sdijs
d
ij)
3/2
(S˜ijS˜ij)5/2+(sdijs
d
ij)5/4
(4.38)
Cw est la constante du modèle de Smagorinsky dont la valeur est fixée à : Cw = 0.4929. sdij est la partie
déviatrice du taux de déformations résolu :
sdij =
1
2
(g˜2ij + g˜
2
ji)−
1
3
g˜2kk δij (4.39)
où g˜ij est la partie irrotationnelle du tenseur des contraintes résolu.
D’autres modèles plus complexes existent. On peut citer notamment le modèle de dynamique de
Germano [85] et les modèles à fonction de structure développés par Lesieur et ses collaborateurs [134,
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135]. Dans le cadre du calcul réactif, l’utilisation des modèles complexes développés pour le non-réactif
est encore à mettre au point et on se limite dans cette étude aux modèles simples. Dans la présente étude,
le modèle WALE a été préféré au modèle de Smagorinsky car il permet de réduire l’effet de l’absence de
traitement aux parois (cf. Thobois [255]).
4.4 Équations LES pour la phase dispersée
4.4.1 Filtrage LES des équations de conservation
Le filtrage LES de la phase dispersée est analogue à celui de la phase gazeuse. La moyenne de Favre
d’une fonction eulérienne mésoscopique f˘l de la phase dispersée est similaire à celle d’une fonction f
de la phase gazeuse et s’obtient en remplaçant la masse volumique gazeuse ρ par la fraction volumique
liquide mésoscopique α˘l dans l’Eq. 4.2 :
αlf̂l = α˘lf˘l (4.40)
où αl est la fraction volumique de liquide filtrée au sens de la LES. Pour alléger les notations, on omet
l’indice ˘ dans la mesure où le filtrage LES de la phase dispersée ne s’applique que sur des quantités
initialement produites par le filtrage statistique mésoscopique.
Afin d’avoir une équivalence entre la moyenne de Favre basée sur la fraction volumique et la densité
de gouttes, on fait l’hypothèse que l’écoulement est monodisperse à l’échelle de la taille du filtre. Cela
revient à négliger les effets de variance de sous-maille du diamètre des gouttes : d ≈ d. On a alors :
n˘lf˘l =
6α˘l
pid3
f˘l =
6
pid3
αlf̂l = nlf̂l (4.41)
où nl est la densité de goutte filtrée.
En appliquant la procédure de filtrage aux équations de conservation eulériennes de la phase dispersée,
on obtient les équations de conservation LES pour le spray :
∂wl
∂t
+∇ · Fl = sl (4.42)
oùwl = (nl, ρlαl, ρlαluˆl, ρlαlvˆl, ρlαlwˆl, ρlαlδ̂θl, ρlαlĥl )T est le vecteur des variables conservatives
mésoscopiques de la phase liquide avec uˆl, vˆl et wˆl les trois composantes de la vitesse mésoscopique
liquide : ûl = (uˆl, vˆl, wˆl)T . sl est le terme source filtré et Fl est le tenseur des flux filtrés composé de
trois contributions :
Fl = F
M
l + F
U
l + F
t
l (4.43)
avec
tenseur des flux mésoscopiques résolus : FMl =
(
fMl ,g
M
l ,h
M
l
)T
(4.44)
tenseur des flux décorrélés résolus : FUl =
(
fUl ,g
U
l ,h
U
l
)T
(4.45)
tenseur des flux de sous-maille : Ftl =
(
f tl ,g
t
l ,h
t
l
)T
(4.46)
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4.4.2 Flux mésoscopiques résolus
Les trois composantes du tenseur des flux mésoscopiques résolus FMl sont définies par :
fMl =

nluˆl
ρlαluˆl
ρlαluˆ2l
ρlαluˆlvˆl
ρlαluˆlwˆl
ρlαluˆlδ̂θl
ρlαluˆlĥl

, gMl =

nlvˆl
ρlαlvˆl
ρlαluˆlvˆl
ρlαlvˆ2l
ρlαlvˆlwˆl
ρlαlvˆlδ̂θl
ρlαlvˆlĥl

, hMl =

nlwˆl
ρlαlwˆl
ρlαluˆlwˆl
ρlαlvˆlŵ
ρlαlwˆ2l
ρlαlwˆlδ̂θl
ρlαlwˆlĥl

(4.47)
4.4.3 Flux décorrélés résolus
Les trois composantes du tenseur des flux résolus du mouvement décorrélé FUl sont définies par :
fUl =

0
0
ρlαlδ̂Rl,xx
ρlαlδ̂Rl,xy
ρlαlδ̂Rl,xz
ρlαlδ̂Sl,iix
0

, gUl =

0
0
ρlαlδ̂Rl,xy
ρlαlδ̂Rl,yy
ρlαlδ̂Rl,yz
ρlαlδ̂Sl,iiy
0

, hUl =

0
0
ρlαlδ̂Rl,xz
ρlαlδ̂Rl,yz
ρlαlδ̂Rl,zz
ρlαlδ̂Sl,iiz
0

(4.48)
Pour les tenseurs δ̂Rl et δ̂Sl, on utilise la décomposition (partie déviatorique + énergie décorrélée)
et la fermeture proposées dans la section 3.3.3 en remplaçant les grandeurs non filtrées par les grandeurs
filtrées :
δ̂Rl,ij = δ̂R∗l,ij +
2
3
δ̂θlδij (4.49)
δ̂R∗l,ij = −ν̂RUM
(
∂ûl,i
∂xj
+
∂ûl,j
∂xi
− δij
3
∂ûl,k
∂xk
)
(4.50)
δ̂Sl,iij = −κ̂RUM ∂δ̂θl∂xj (4.51)
où ν̂RUM et κ̂RUM s’expriment également en fonction des grandeurs filtrées :
ν̂RUM =
1
3
τpδ̂θl (4.52)
κ̂RUM =
5
3
τpδ̂θl (4.53)
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où le temps de relaxation filtré τp est obtenu via l’approximation suivante :
τp ≈
(
1 + 0.15Re0.687p
) ρld2
18µ
(4.54)
avec : Rep ≈ ρ|u˜− ûl|d
µ
(4.55)
4.4.4 Flux de sous-maille
Les trois composantes du tenseur de sous-maille Ftl s’écrivent :
f tl =

0
0
−τ tl,xx
−τ tl,xy
−τ tl,xz
qtθ,x
qth,x

, gtl =

0
0
−τ tl,xy
−τ tl,yy
−τ tl,yz
qtθ,y
qth,y

, htl =

0
0
−τ tl,xz
−τ tl,yz
−τ tl,zz
qtθ,z
qth,z

(4.56)
τ tl est le tenseur des contraintes de sous-maille de la phase dispersée défini par :
τ tl,ij = −ρlαl
(
ûl,iul,j − ûl,iûl,j
)
(4.57)
qtθ est le flux de sous-maille de l’énergie décorrélée défini par :
qtθ,i = ρlαl
(
ûl,iδθ − ûl,iδ̂θl
)
(4.58)
qth est le flux de sous-maille de l’enthalpie sensible liquide défini par :
qth,i = ρlαl
(
ûl,ihs,l − ûl,iĥl
)
(4.59)
Par la suite, on suppose que les effets de sous-maille sur l’enthalpie liquide résolue sont négligeables :
qth = 0. La modélisation des termes τ
t
l et q
t
θ est décrite dans la section 4.5.
4.4.5 Termes sources filtrés
Le terme source filtré sl se décompose en deux parties :
sl = sg-l + sθ (4.60)
sθ est défini par :
sθ =
(
0, 0, 0, 0, 0,Uθ, 0
)T (4.61)
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où Uθ est le terme filtré de production d’énergie décorrélée par le tenseur des vitesses décorrélées. On
l’écrit :
Uθ = −23ρlαlδ̂θl
∂ûl,j
∂xj
− ρlαlδ̂R∗l,ij ∂ûl,i∂xj + U
t
θ (4.62)
où Utθ est un terme de production par le mouvement de sous-maille et s’écrit :
Utθ = −
(
ρlα˘lδR˘l,ij
∂u˘l,i
∂xj
− ρlαlδ̂Rl,ij ∂ûl,i∂xj
)
(4.63)
Le modèle de fermeture pour Utθ est décrit dans la section 4.5.
sg-l représente les échange filtrés avec la phase gazeuse et s’écrit :
sg-l =

0
−Γ
Γu,x + F d,x
Γu,y + F d,y
Γu,z + F d,z
Γθ +W θ
Λl + Φl

(4.64)
Les composantes de sg-l sont modélisées de la façon suivante :
Taux d’évaporation Γ
Γ = −n˘l {m˙p}l (4.65)
= pin˘ldSh [ρDF ] ln (1 +BM ) (4.66)
approximation : Γ ≈ pinldSh µScF ln
(
1 +BM
)
(4.67)
avec : Sh ≈ 2 + 0.55Re1/2p ScF 1/3 (4.68)
BM ≈ YF,ζ(T̂l)− Y˜F
1− YF,ζ(T̂l)
(4.69)
La validité de l’approximation de l’Eq. 4.67 est analysée dans la section 6.7.
Taux de variation de quantité de mouvement par évaporation Γu
Γu,i = −Γu˘l,i (4.70)
approximation : Γu,i ≈ −Γûl,i (4.71)
Taux de variation de d’énergie décorrélée par évaporation Γθ
Γθ = −Γδθ˘l (4.72)
approximation : Γθ ≈ −Γδ̂θl (4.73)
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Taux de variation d’enthalpie sensible liquide par évaporation Λl
Λl = −Γ
(
h˘s,l − hs,corr
)
(4.74)
approximation : Λl ≈ −Γ
(
ĥl − hs,corr
)
(4.75)
Taux de variation de quantité de mouvement par la traînée Fd
F d,i =
ρlαl
τp
(ui − u˘l,i) (4.76)
approximation : F d,i ≈ ρlαlτp (u˜i − ûl,i) (4.77)
Taux de variation (destruction) d’énergie décorrélée par la traînéeW θ
W θ = −
(
2ρlα˘l
τp
δθ˘l
)
(4.78)
approximation : W θ ≈ −2ρlαlτp δ̂θl (4.79)
Taux de variation d’enthalpie sensible liquide par conduction thermique Φl
Φl = −Λl − Λ− Φ (4.80)
avec : Λ = Γhs,F (4.81)
Φ = n˘l {pidNuλ (Tζ − T∞)}l (4.82)
approximés par : Λ ≈ Γhs,F (T̂l) (4.83)
Φ ≈ pinldNuλ
(
T̂l − T˜
)
(4.84)
On obtient finalement :
Φl ≈ Γ
(
ĥl − hs,corr − hs,F (T̂l)
)
− pinldNuλ
(
T̂l − T˜
)
(4.85)
avec : Nu ≈ 2 + 0.55Re1/2p Pr1/3 (4.86)
Connaissant le terme source gaz → liquide filtré sg-l, on en déduit le terme source liquide → gaz
filtré sl-g :
sl-g =

Γûl,x − F d,x
Γûl,y − F d,y
Γûl,z − F d,z
Λ+ Φ+ u˜i
(
Γûl,i − F d,i
)
Γδk,F
 (4.87)
où Λ et Φ sont donnés par les Eq. 4.83 et 4.84 respectivement.
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4.5 Modèles de sous-maille pour la phase dispersée
4.5.1 Tenseur de sous-maille des vitesses mésoscopiques
Moreau [171] a montré que la modélisation du mouvement mésoscopique de sous-maille de la phase
dispersée nécessitait de prendre en compte les effets de compressibilité. Riber et al. [208] proposent
d’utiliser un modèle de type Smagorinsky [243] pour la partie déviatorique du tenseur de sous-maille
des vitesses mésoscopiques τ tl . Les effets compressibles sont représentés par la partie diagonale de ce
tenseur dont l’estimation est donnée par un modèle de Yoshizawa [272] :
τ tl,ij = −ρlαl
(
ûl,iul,j − ûl,iûl,j
)
(4.88)
modèle : τ tl,ij = 2ρlαlνl,t
(
Ŝl,ij − 13 Ŝl,kkδij
)
+ 2ρlαlκl,tŜl,ijδij (4.89)
avec : Ŝl,ij =
1
2
(
∂ûl,i
∂xj
+
∂ûl,j
∂xi
)
− 1
3
∂ûl,k
∂xk
δij (4.90)
modèle de Smagorinsky : νl,t = (CS,l!)2
√
2 Ŝl,ij Ŝl,ij (4.91)
modèle de Yoshizawa : κl,t = 2CV,l!2Ŝl,ij (4.92)
Les constantes du modèle sont fixées à partir de tests a priori [172] : CS,l = 0.16 et CV,l = 0.012.
4.5.2 Flux de sous-maille d’énergie décorrélée
Le transport de sous-maille de l’énergie décorrélée filtrée est pris en compte au moyen d’un modèle
de diffusion turbulente :
qtθ,i = 2ρlαl
νl,t
Prtl
∂δ̂θl
∂xi
(4.93)
avec le nombre de Prandtl turbulent liquide fixé à : Prtl = 0.7.
4.5.3 Terme de production de sous-maille d’énergie décorrélée
Le terme de production d’énergie décorrélée par le mouvement de sous-maille Utθ agit comme un
terme de dissipation dans l’équation d’énergie corrélée de sous-maille. À partir d’une hypothèse d’équi-
libre sur l’énergie corrélée de sous-maille [208], on modélise Utθ de la façon suivante :
Utθ = τ tl,ij
∂ûl,i
∂xj
(4.94)
Ce modèle fait l’hypothèse que toute l’énergie du mouvement corrélé qui est dissipée par les effets de
sous-maille est convertie en énergie décorrélée résolue.
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4.6.1 Modélisation de la combustion turbulente
La difficulté de la simulation en combustion turbulente est liée en particulier au rapport d’échelle entre
l’épaisseur de la zone réactive et la dimension des mailles de la grille de calcul. Pour les LES de foyers
aéronautiques, la taille des mailles est de l’ordre du millimètre alors que l’épaisseur du front de flamme
est de l’ordre du dixième de millimètre. Il est donc exclu de résoudre la structure réelle de la flamme
sur le maillage. Dans la modélisation de la combustion, on fait généralement une distinction entre les
modèles pour les régimes de prémélange et les régimes non prémélangés. On trouve une description de
l’ensemble de ces modèles RANS et LES dans la revue de Veynante et Vervisch [263]. Pitsch [194] fait
également une revue des modèles spécifiques à la LES.
Dans cette section, on donne un bref aperçu des modèles disponibles pour la combustion prémélangée
et non prémélangée en LES.
Modèles de combustion prémélangée en LES
Trois approches distinctes ont été développées pour modéliser les flammes de prémélange en LES :
– les modèles de type G-equation [188] où la flamme est traitée comme une interface d’épaisseur
nulle (cf. ci-dessous) ;
– les modèles à densité de surface de flamme ou flame surface density (FSD)models (cf. ci-dessous) ;
– le modèle de flamme épaissie ou thickened flame (TF) model où la flamme est épaissie artificielle-
ment de façon à la résoudre sur le maillage (cf. sections 4.6.2–4.6.5).
Modèle G-equation. Le principe du modèle G-equation est de décrire géométriquement le front de
flamme en le représentant par une iso-surface G∗ d’un champ scalaire G dont l’évolution est donnée par
la G-equation. En LES, cette équation s’écrit :
∂
∂t
ρG˜+
∂
∂xi
ρu˜iG˜ = ρ0ST |∇G| (4.95)
où G˜ est le champ filtré en LES de G (moyenne de Favre). La vitesse de flamme turbulente de sous-
maille ST nécessite un modèle de fermeture pour représenter les effets de sous-maille sur la vitesse de
déplacement du front de flamme. Ce modèle prend généralement la forme suivante :
ST
SL
= 1 + α
(
u′
SL
)n
(4.96)
où u′ est l’intensité turbulente de sous-maille et les constantes α et n sont obtenues à partir de données
expérimentales. Bien qu’il soit couramment utilisé dans les LES de combustion prémélangée, le modèle
G-equation comporte plusieurs faiblesses. D’une part, la quantité de sous-maille ST est remplacée di-
rectement par une vitesse turbulente expérimentale sans autre justification. D’autre part, même dans le
cadre de la combustion parfaitement prémélangée, la vitesse de flamme turbulente n’est pas une quantité
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bien définie sur le plan théorique et expérimental [93]. Bien que des modélisations plus fines aient été
proposées [187], il n’existe pas de modèle universel pour ST .
Modèle à densité de surface de flamme (FSD). Le modèle FSD se base sur le filtrage de l’équation
de conservation de la variable d’avancement Θ :
∂
∂t
ρΘ˜+
∂
∂xi
ρu˜iΘ˜+
∂
∂xi
(
ρu˜iΘ− ρu˜iΘ˜
)
= ρsd|∇Θ| (4.97)
En prenant un filtre de taille supérieure à la cellule du maillage LES, on peut résoudre la variable d’avan-
cement filtrée Θ˜ sur ce maillage. Dans l’Eq. 4.97, le terme de droite représentant le déplacement du front
de flamme est généralement modélisé par [25] :
ρsd|∇Θ| ≈ ρuSLΣ (4.98)
où ρu et SL sont la masse volumique des gaz brûlés et la vitesse laminaire de flamme respectivement.
Σ est la densité de surface de flamme (FSD) filtrée qui peut être fournie par un modèle algébrique [25,
24] ou par une équation de transport [25, 100, 267]. Le modèle CFM (pour coherent flame model) qui
fait partie de la seconde catégorie a été étendu à la LES et implanté dans AVBP par S. Richard et O.
Colin [209, 210]. En comparaison au modèle G-equation, l’avantage du modèle FSD est de transporter
des scalaires commeΘ et Σ qui sont physiquement définis et peuvent être extraits de DNS ou de mesures
expérimentales.
En faisant l’hypothèse de l’existence d’une interface entre gaz frais et gaz brûlés, les modèles G-
equation et FSD sont difficilement applicables lorsque la structure de flamme n’est pas de type prémé-
langée, c’est-à-dire :
– dans les régimes de combustion non prémélangée ou partiellement prémélangée (souvent le cas
dans les foyers aéronautiques) ;
– lors des phénomènes d’allumage dont les premiers instants ne présentent pas un caractère propa-
gatif.
Modèles de combustion non prémélangée en LES
La plupart des flammes de diffusion turbulentes sont contrôlées par le processus de mélange turbu-
lent et moléculaire car le temps caractéristique de la chimie est généralement plus court que le temps
turbulent. En partant de cette constatation, l’essentiel des modèles LES de combustion turbulente non
prémélangée se base sur une description statistique du mélange en définissant une fonction de densité
de probabilité (PDF) filtrée. Le formalisme est directement dérivé des approches développées pour les
études RANS. En prenant l’hypothèse de chimie infiniment rapide, le taux de réaction local instantané
filtré peut s’écrire :
ω˙k(x, t) =
∫ 1
0
ω˙k(z) p(z,x, t)dz (4.99)
où z et ω˙k sont la fraction de mélange et le taux de réaction non filtré respectivement. p(z,x, t) représente
la PDF filtrée qui peut être obtenue en résolvant son équation de transport ou en présumant sa forme par
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une β–fonction, par exemple [59]. À partir d’une hypothèse d’équilibre chimique, le taux de réaction ω˙k
s’exprime uniquement en fonction de la fraction de mélange et peut être obtenu à partir de bibliothèques
de flammelettes. Cette méthode s’étend facilement aux chimies non infiniment rapides en exprimant le
taux de réaction non filtré en fonction du taux de dissipation scalaire χ de la fraction mélange :
ω˙k(x, t) =
∫ 1
0
∫
χ
ω˙k(z,χ) p(z,χ,x, t)dzdχ (4.100)
L’Eq. 4.100 est résolue en calculant le taux de dissipation filtré χ˜ qui requiert un modèle de ferme-
ture [58, 62, 92, 191].
Parmi les approches statistiques, on trouve également le modèle PCM [64, 65, 79, 261] qui utilise
une PDF présumée de la fraction de mélange et de la variable d’avancement. La forme de cette PDF est
obtenue en résolvant l’équation de transport de la valeur filtrée et de la variance de z et Θ. L’avantage
de cette méthode est sa capacité à traiter les régimes de combustion prémélangée et non prémélangée.
Elle suppose toutefois une indépendance entre la fraction de mélange et le taux d’avancement. Cette
hypothèse a été validée à partir d’une DNS de flamme non prémélangée [260] et de données expérimen-
tales [214] mais reste à vérifier dans d’autres configurations. Ce modèle a été implanté dans AVBP et testé
en configuration industrielle par J. Galpin [83] (thèse en cours à l’IFP). Il est analogue au modèle FPV
(pour flamelet/progress variable method) proposé par Pierce et Moin [192] et appliqué dans un calcul
diphasique réactif d’un secteur de chambre de combustion par Mahesh et al. [142] et Moin et Apte [170].
Kim et Pitsch [120] proposent une adaptation à la LES du modèle CMC (pour conditional moment
closure) initialement formulé par Klimenko [121] et Bilger [21] pour le RANS. Cette méthode permet
de s’affranchir de l’hypothèse de flammelettes en transportant la moyenne des fractions massiques d’es-
pèces conditionnées par la fraction de mélange. Toutefois, elle implique de résoudre une équation de
conservation pour chaque niveau de z. Ces niveaux doivent être pris en nombre suffisant pour rester pré-
cis, ce qui mène à des coûts de calcul très élevés.
Enfin, Kerstein [114, 115, 116, 117, 118, 153] propose une approche originale à travers le modèle
LEM (pour linear eddy model ou linear eddy mixing). Dans cette analyse, le mélange turbulent de sous-
maille est considéré comme un problème à une dimension où la turbulence est vue comme un simple
processus stochastique. Réaction chimique et diffusion moléculaire sont ensuite calculées en résolvant
les équations de conservation d’espèces à une dimension. Cette méthode a été employée avec succès
dans certains cas de combustion non prémélangée [39, 150, 153, 160] mais comporte des limitations
intrinsèques qui la rendent difficilement applicable aux régimes de prémélange. Récemment, Menon et
Patel ont montré la supériorité du modèle LEM sur le modèle EBU (pour eddy breakup) pour prédire la
stabilisation de flamme dans une étude LES diphasique d’un foyer aéronautique [161].
Les études de Légier et al. [133], Truffin [257], Sengissen [230] et Sengissen et al. [232] ont montré
les capacités du modèle de flamme épaissie à traiter des problèmes de combustion non prémélangée ou
partiellement prémélangée. À ce jour, il manque toutefois une validation complète de ce modèle pour les
régimes de diffusion. Dans la présente étude, l’objectif est de coupler un modèle pour le spray au modèle
de flamme épaissie déjà implanté dans AVBP et appliqué avec succès dans de nombreuses configurations
turbulentes (cf. section 4.6.2). À l’avenir, il serait intéressant d’étudier ce couplage avec d’autres modèles
adaptés aux régimes partiellement prémélangés comme le modèle PCM.
Les sections suivantes décrivent les différentes déclinaisons du modèle de flamme épaissie : modèle de
flamme épaissie en DNS (TF, section 4.6.2), modèle de flamme épaissie en LES (TFLES, section 4.6.3),
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modèle de flamme épaissie dynamique (DTFLES, section 4.6.4) et enfin son extension à la combustion
diphasique (TP-TFLES, section 4.6.5).
4.6.2 Flamme laminaire épaissie (TF)
Butler et O’Rourke [38] sont les premiers à avoir proposé d’épaissir artificiellement une flamme
laminaire de prémélange pour la propager sur un maillage grossier. Cette méthode a été étendue par la
suite au cas de la combustion turbulente [8, 7, 54, 133, 132, 229, 227, 197]. Une analyse dimensionnelle
classique [269] montre que la vitesse de flamme laminaire S0L et l’épaisseur de flamme laminaire δ
0
L sont
contrôlées par la diffusivité thermiqueDth et la constante pré-exponentielle A (cf. section 2.7).
S0L ∝
√
DthA (4.101)
δ0L ∝
Dth
S0L
=
√
Dth
A
(4.102)
Dans le cas d’une flamme laminaire épaissie, les diffusivités thermique Dth et moléculaire Dk sont
multipliées par F alors que le taux de dégagement de chaleur et le taux de réaction ω˙F sont divisés par
F , F étant le facteur d’épaississement :
épaississement
Dth −→ FDth (4.103)
Dk −→ FDk (4.104)
ω˙T −→ ω˙T /F (4.105)
ω˙k −→ ω˙k/F (4.106)
où ω˙T et ω˙k sont prédits par le schéma cinétique qui utilise une loi d’Arrhénius (cf. Eq. 2.37). Si l’on
prend l’exemple de l’équation de conservation des espèces, on obtient après épaississement :
∂ρYk
∂t
+
∂
∂xi
(
ρ(ui + V ci )Yk
)
=
∂
∂xi
(
ρFDk
Wk
W
∂Xk
∂xi
)
+
ω˙k
F
(4.107)
avec V ci =
n∑
k=1
FDk
Wk
W
∂Xk
∂xi
(4.108)
La vitesse du front de flamme est inchangée (cf. Eq. 4.101) mais l’épaisseur du front de flamme est
multipliée par F (cf. Eq. 4.102). F est choisi de manière à pouvoir résoudre le front de flamme sur le
maillage considéré.
Les principaux avantages du modèle de flamme épaissie (TF) sont les suivants :
– en utilisant un schéma cinétique pour décrire la réaction chimique, on peut représenter facile-
ment des phénomènes physiques tels que l’allumage (cf. partie III), l’extinction, la stabilisation
de flamme, les interactions flamme/paroi, etc. ;
– on peut l’étendre à une chimie multi-étapes [257], voire complexe.
97
ÉQUATIONS POUR LA LES DIPHASIQUE RÉACTIVE
Toutefois, dans le cas d’écoulements turbulents, l’épaississement a pour effet de modifier le rapport
entre l’échelle de longueur de la turbulence et l’épaisseur de flamme. Pour les études en LES, le modèle
doit donc être complété afin de corriger ces effets. Le modèle complet TF en LES est décrit dans la
section 4.6.3.
4.6.3 Modèle de flamme épaissie en LES (TFLES)
En épaississant la zone réactive, on rend la flamme moins sensible aux petites échelles turbulentes
voire insensible aux échelles inférieures à F δ0L. Cela se traduit par une diminution du plissement du
front de flamme par les petits tourbillons : la surface de flamme est réduite et le taux de consommation
des réactifs est sous-estimé. Pour corriger, cet effet, Colin et al. [54] proposent d’introduire une fonction
la fonction d’efficacité E construite à partir de résultats de DNS (cf. Fig. 4.2).
a. b.
FIG. 4.2 - DNS d’interaction flamme/turbulence [8, 197]. Flamme non épaissie (a.), flamme épaissie d’un facteur
F = 5 (b.)
Fonction d’efficacité E
On trouve une description complète de la fonction d’efficacité E dans Colin et al. [54]. La méthode
se décompose en trois étapes principales :
1. Le facteur de plissement de la surface de flamme Ξ est estimé à partir de la densité de surface de
flamme Σ, en supposant l’équilibre entre la turbulence et la surface de flamme de sous-maille :
Ξ / 1 + α∆e
S0L
〈aT 〉s (4.109)
où 〈aT 〉s est le taux d’étirement de sous-maille, ∆e est la taille du filtre et α est la constante du
modèle.
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2. 〈aT 〉s est défini par l’Eq. 4.110 à partir de la taille du filtre ∆e et de la fluctuation de vitesse de
sous-maille u′∆e . La fonction Γ∆e , définie par l’Eq. 4.111, correspond à la prise en compte du
taux d’étirement lié à toutes les échelles influencées par l’épaississement, c’est-à-dire toutes les
échelles comprises entre l’échelle de Kolmogorov et la taille du filtre ∆e [159]. Enfin, la fonction
d’efficacité E est définie par l’Eq. 4.112 comme le rapport entre le plissement de la flamme non
épaissie et le plissement de la flamme épaissie.
〈aT 〉s = Γ∆e u′∆e/∆e (4.110)
Γ∆e
(
∆e
δ1L
,
u′∆e
S0L
)
= 0.75 exp
[
− 1.2(
u′∆e/S
0
L
)0.3
](
∆e
δ1L
) 2
3
(4.111)
E =
Ξ(δ0L)
Ξ(δ1L)
=
1 + αΓ∆e
(
∆e
δ0L
,
u′∆e
S0L
)
u′∆e
S0L
1 + αΓ∆e
(
∆e
δ1L
,
u′∆e
S0L
)
u′∆e
S0L
(4.112)
S0L est la vitesse de propagation du front de la flamme non épaissie et δ
0
L son épaisseur. L’épaisseur
de la flamme épaissie est définie par : δ1L = F δ
0
L. On peut montrer que E varie entre 1 (faible
niveau de turbulence) etEmax / F 2/3 (plissement important à l’échelle de la sous-maille). Dans le
cas de flammes turbulentes prémélangées, la fonction d’efficacité est telle que la vitesse turbulente
de propagation soit correctement prédite : E S0L = ST . En fait, spécifier une vitesse turbulente de
sous maille ST est exactement équivalent à spécifier une efficacité E. Colin et al. [54] définissent
une longueur de coupure δcL telle que les tourbillons plus petits que cette taille n’affectent pas le
plissement de la flamme. La fonction d’efficacité est donc sollicitée si la taille caractéristique d’un
tourbillon r est telle que :
– dans le cas d’une flamme non épaissie : δ0L > r > δ
c
L ;
– dans le cas d’une flamme épaissie : δ1L = βF δ
0
L > r > δ
c
L.
β est une constante de la fonction d’efficacité de l’ordre de 1.
3. La taille du filtre ∆e correspond à la plus grande échelle influencée par l’épaississement δ1L. En
pratique, ∆e = 10∆x avec∆x = 3
√
Vcell.
Les fluctuations de vitesse de sous-maille u′∆e sont estimées en utilisant l’opérateur OP2 basé sur
le rotationnel du champ de vitesse. Le rôle de cet opérateur est de supprimer la contribution en
dilatation qui n’est pas considérée comme de la turbulence.
L’opérateur Laplacien défini par l’Eq. 4.113 est directement appliqué au champ de vitesse.
u′∆e = c2∆
3
x|∇2(∇× u)|, c2 ≈ 2 (4.113)
Estimation de la constante α
La constante α est estimée de façon à retrouver le comportement asymptotique du facteur de plisse-
ment Ξ en fonction des fluctuations de vitesse u′ pour les flammes mince telles que∆e tend vers l’échelle
intégrale lt. Dans ce cas, le plissement Ξ tend vers un plissement maximum Ξmax défini par l’Eq. 4.114.
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L’Eq. 4.115 qui définit α se déduit de l’Eq. 4.114.
Ξmax = 1 + βu′/s0l (4.114)
α = β
2 ln(2)
3cms
(
Re1/2t − 1
) (4.115)
avec : Ret =
u′lt
ν
et cms = 0.28 (4.116)
Il existe plusieurs méthodes pour calculer les constantes α et β, notamment celles proposées par Colin et
al. [54] ou Charlette et al. [45].
lmplantation
En pratique, les équations de conservation des espèces et de l’énergie sont modifiées en écrivant les
flux diffusifs (Eq. 4.117 à 4.119) et le terme source (Eq. 4.120) comme suit :
– tenseur de diffusion des espèces :
Ji,k = −EF µSck
Wk
W
∂X˜k
∂xi
+ ρkV˜
c
i (4.117)
avec : V˜ ci = EF
N∑
k=1
µ
ρSck
Wk
W
∂X˜k
∂xi
(4.118)
– flux de chaleur :
qi = −EF µCp
Pr
∂T˜
∂xi
+
N∑
k=1
Ji,k h˜s,k (4.119)
– terme source chimique :
sc =
(
0, 0, 0,
Eω˙T
F
,
Eω˙k
F
)T
(4.120)
4.6.4 Modèle de flamme épaissie dynamique
Principe de fonctionnement
Le modèle de flamme épaissie décrit dans la section 4.6.3 est approprié pour le calcul de flammes
parfaitement prémélangées. Pour les flammes partiellement prémélangées, en revanche, ce modèle doit
être ajusté pour deux raisons principales :
1. Dans les zones non réactives où seul le mélange se produit, les diffusions thermiques et molé-
culaires sont surestimées d’un facteur F . Dans ces régions, le facteur d’épaississement doit donc
valoir F = 1.
2. Dans la flamme, l’épaississement permet de résoudre les termes diffusifs et les termes sources.
Ainsi, les termes de sous-maille doivent être annulés dans le front de flamme.
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En d’autres termes, le modèle TF est adapté dans la zone de flammemais doit être corrigé hors de cette
région. Le modèle de flamme épaissie dynamique (DTF pour dynamically thickened flame en anglais)
a été développé pour tenir compte de ces corrections [133]. Dans ce modèle schématisé sur la Fig. 4.3,
l’épaississement F n’est plus une constante mais varie entre Fmax dans la zone réactive et F = 1 ailleurs.
< <
FIG. 4.3 - Principe de fonctionnement de l’épaississement dynamique DTF
L’épaississement dynamique F est défini par l’Eq. 4.121. Le senseur S défini par l’Eq. 4.122 dépend
localement des fractions massiques et de la température. S évalue si la zone est réactive (S = 1) ou
non (S = 0) à l’aide de la fonction de présence Ω utilisant des paramètres similaires à ceux du schéma
cinétique.
F = 1 + (Fmax − 1)S (4.121)
S = tanh
(
β′
Ω
Ω0
)
avec : β′ = 500 (4.122)
Ω = Y ν
′
F
F Y
ν′O
O exp
(
−ΓT Ea
RT
)
(4.123)
Le paramètre ΓT est utilisé pour enclencher la fonction d’épaississement avant la réaction et vaut
typiquement : ΓT = 0.68. Ω0 est déterminé en calculant le maximum de Ω dans une flamme laminaire
prémélangée stœchiométrique 1D non épaissie.
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Facteur d’épaississement dépendant de la résolution locale
Dans les calculs LES où la taille des mailles peut varier beaucoup (cf. 5.4), il est pratique d’adapter
le facteur d’épaississement au maillage local. Pour ce faire, on évalue Fmax selon l’expression suivante :
Fmax = n
δ0L
∆x
(4.124)
où ∆x est la taille locale de la maille et n est le nombre de cellules contenues dans l’épaisseur du front
de flamme épaissi. La valeur n = 5 est généralement suffisante pour résoudre correctement le front de
flamme en évitant les erreurs numériques dues à des gradients mal résolus.
4.6.5 Modèle de flamme épaissie diphasique
Dans le cas d’un régime de prévaporisation (cf. section 1.2.2), l’évaporation totale du spray de car-
burant a lieu en amont de la zone réactive et le processus de combustion turbulente est correctement
décrit par le modèle de flamme épaissie dynamique présenté dans la section 4.6.4. En revanche, dans les
applications traitées ici, le spray est présent dans la zones réactives et le taux d’évaporation du carburant
liquide conditionne le taux de réaction du carburant gazeux. Le modèle de flamme épaissie doit donc être
adapté pour prendre en compte le couplage entre le spray et la flamme.
Modèle de flamme diphasique épaissie en DNS (TP-TF)
On définit le nombre de Damköhler d’évaporationDae comme le rapport entre le temps d’évaporation
du spray τe et le temps caractéristique de la chimie τc : Dae = τe/τc. Pour garder une structure et une
dynamique de flamme constante, ce rapport doit être conservé lors de la procédure d’épaississement. Pour
ce faire, il suffit de diviser les taux de transferts de masse et de chaleur par évaporation par le facteur
d’épaississementF . Cette correction ne peut se faire que dans le contexte d’un épaississement dynamique
(cf. section 4.6.4) car le processus d’évaporation ne doit pas être altéré dans les zones non réactives pour
ne pas modifier la fraction de vapeur de carburant évaporée avant la flamme. Un changement d’échelle
rigoureux nécessiterait de conserver également le nombre de Stokes de la flamme Stc défini comme le
rapport entre le temps de relaxation des gouttes τp et le temps chimique τc : Stc = τp/τc. Il faudrait
alors appliquer le facteur F aux termes sources de traînée dans les équations de conservation. Dans un
premier temps, cet effet est considéré comme étant de deuxième ordre et la traînée n’est pas corrigée par
le modèle d’épaississement pour ne pas modifier artificiellement la dynamique de la phase dispersée. Les
effets de la traînée et de l’absence de correction sont étudiés dans la section 7.3.8.
Modèle de flamme diphasique épaissie en LES (TP-TFLES)
Le modèle de flamme épaissie en combustion gazeuse prend en compte l’effet de la turbulence à
travers la modélisation du plissement de sous-maille (cf. section 4.6.3). En plissant le front de flamme, les
structures non résolues ont pour effet d’augmenter la surface totale de la flamme. Si l’on fait l’hypothèse
102
4.7 Modélisation de la chimie du kérosène
de flammelettes et que l’on néglige les effets de coubure et d’étirement, le taux de réaction local n’est
pas affecté par la turbulence et le taux de réaction intégral est augmenté dans la même proportion que la
surface de flamme, d’où la relation suivante :
ST
S0L
=
AT
A
(4.125)
où ST représente la vitesse de propagation du front de flamme plissé dont la surface totale est AT pour
une section d’écoulement A. S0L est la vitesse locale du front de flamme correspondant à la vitesse de
flamme laminaire.
En présence de la phase dispersée, l’effet de la turbulence sur le taux de réaction intégral ne semble
pas aussi évident. Dans une flamme diphasique, le taux de réaction est imposé à la fois par la vitesse
de la réaction chimique et par le taux d’évaporation de la phase dispersée. Comme on le montre dans la
section 7.3.5, ce taux d’évaporation dépend fortement de la température du gaz environnant. Dans le cas
limite où la flamme se propage dans un brouillard saturé froid, l’essentiel de l’évaporation se fait au sein
du front de flamme sous l’effet du gradient de température produit par la réaction. Le plissement du front
de flamme entraîne une augmentation de sa surface qui provoque une augmentation du taux d’évapora-
tion. Toutefois, contrairement à la relation de proportionnalité exprimée par l’Eq. 4.125, la relation entre
le taux d’évaporation intégral et cette surface de flamme n’est probablement pas linéaire. Dû aux effets
d’inertie, les trajectoires des gouttelettes peuvent dévier fortement de celles de l’écoulement gazeux : il
est alors difficile d’envisager un front de flamme qui possède une structure locale identique à la flamme
laminaire monodimensionnelle. En l’absence de connaissances plus précises sur ce phénomène, le mo-
dèle TP-TFLES n’inclut pas d’effet du plissement de sous-maille sur l’évaporation et conserve le facteur
d’efficacité E utilisé dans le modèle de combustion monophasique. Des éclaircissements sur ce sujet
sont attendus à travers l’étude qui sera menée par M. Sanjosé au cours de sa thèse (Cerfacs, 2006–2009).
En pratique, le modèle TP-TFLES se traduit par la correction suivante sur les termes filtrés de transfert
entre phases sg-l et sl-g à partir des Eq. 4.64 et 4.87 respectivement :
sg-l =

0
−Γ/F
Γu,x/F + F d,x
Γu,y/F + F d,y
Γu,z/F + F d,z
Γθ/F +W θ
Λl/F + Φl/F

, sl-g =

Γûl,x/F − F d,x
Γûl,y/F − F d,y
Γûl,z/F − F d,z
Λ/F + Φ/F + u˜i
(
Γûl,i/F − F d,i
)
Γδk,F /F
 (4.126)
Le terme source de réaction chimique sc, quant à lui, conserve la forme donnée par l’Eq. 4.120.
4.7 Modélisation de la chimie du kérosène
Le modèle de combustion TFLES adopté dans cette étude (cf. section 4.6) nécessite de prédire correc-
tement la vitesse de la flamme laminaire dans les conditions physiques de la configuration. Or la vitesse
de propagation d’un front de flamme laminaire est principalement influencée par la cinétique chimique de
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la réaction de combustion et les propriétés de transport diffusif de température et d’espèces (cf. Fig. 4.4).
Il convient donc de prendre en compte une cinétique de combustion adaptée au carburant que l’on brûle.
.
x
Y
T
T2
T 1
LS
! "
F
F
FIG. 4.4 - Schéma d’une flamme laminaire prémélangée se propageant à la vitesse SL
Mettre au point un schéma cinétique adapté nécessite les étapes suivantes :
– choisir un constituant chimique représentant le carburant réel ;
– obtenir des données de références caractérisant la flamme laminaire de ce carburant ;
– construire un schéma simplifié ajusté selon ces données de références.
4.7.1 Choix d’un carburant de substitution
Les turbines aéronautiques actuelles utilisent le kérosène, la plupart du temps sous la forme du JET-A,
un hydrocarbure constitué d’un mélange complexe de centaines d’espèces différentes. La composition de
ce mélange varie en fonction de l’origine du pétrole brut, du processus de raffinement et de la période de
l’année. La Fig. 4.5 illustre, pour un type de kérosène, la grande variété de composés classés par nombre
d’atomes de carbone et par température du point éclair (Flash point). Parmi ces composés, on trouve des
alcanes, des alcènes, des composés aromatiques, etc.
La première simplification consiste donc à se ramener à un carburant pur qui possède les propriétés
globales du kérosène en terme de composition, de masse molaire et de propriétés de thermodynamiques
et diffusives.
Dans cette étude, le JP10 a été choisi comme substitut du kérosène pour les raisons suivantes :
– corps pur donc plus facile à modéliser,
– hydrocarbure liquide dans les conditions ambiantes,
– masse molaire proche de la masse molaire moyenne du kérosène,
– propriétés thermodynamiques connues,
– disponibilité d’un schéma cinétique complexe caractérisant sa combustion.
Le JP10, aussi appelé exo-tetrahydrodicyclopentadiene, a pour formule brute : C10H16. Les données
thermodynamiques concernant le JP10 gazeux ont été obtenues sur la base de données en ligne NASA
Glenn Research Center (URL : http://cea.grc.nasa.gov/). Elles ont été traduites du format Chemkin au
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FIG. 4.5 - Exemple de composition d’un kérosène obtenue par chromatographie en phase gazeuse. Extrait de
Flash Point and Chemical Composition of Aviation Kerosene (JetA) [233].
format compatible avec la base thermodynamique d’AVBP. Concernant le JP10 liquide, certaines don-
nées thermodynamique faisaient défaut au moment de l’étude. C’est pourquoi la masse volumique et la
capacité calorifique ont été supposées égales à celle du décane [82], l’alcane possédant le même nombre
d’atome de carbone que le JP10. Les propriétés du carbutant liquide utilisées dans les calculs sont four-
nies dans le tableau 4.1.
Masse volumique : ρl = 783 kg.m−3 [82]
Température d’ébullition à pression ambiante : Teb = 461.23K [49]
Température de Clausius-Clapeyron : Tcc = 393.85K [49]
Pression de Clausius-Clapeyron : Pcc = 15870.0 Pa [49]
Enthalpie latente d’évaporation : Lv = 305 kJ.mol−1 [49]
Capacité calorifique à pression constante : Cp,l = 2.100 kJ.mol−1.K−1 [82]
TAB. 4.1 - Propriétés thermodynamiques du JP10 liquide utilisées dans l’etude (T = 298.15K)
Une recherche bibliographique plus récente permet de corriger les valeurs incertaines (cf. Tab. 4.2) et
révèle une différence significative sur la masse volumique du liquide. Dans les calculs présentés ici, cet
écart ne pose pas de réel problème car on n’effectue pas de confrontation avec l’expérience. La correction
devra toutefois être prise en compte lors des calculs futurs utilisant le JP10 liquide comme carburant.
Masse volumique : ρl = 931.8 kg.m−3 [36]
Capacité calorifique à pression constante : Cp,l = 2.467 kJ.mol−1.K−1 [49]
TAB. 4.2 - Propriétés thermodynamiques corrigées du JP10 liquide (T = 298.15K)
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4.7.2 Élaboration du schéma réactionnel simplifié
Pour le carburant de substition choisi, on dispose d’un schéma cinétique de combustion qui prend
en compte le mécanisme réactionnel complet comportant des centaines de réactions intermédiaires. Ce
schéma représente une complexité bien supérieure aux besoins du calcul LES où l’on chercher à prédire
correctement quelques caractéristiques globales comme la vitesse de flamme turbulente et la température
des gaz brûlés.
On va donc remplacer la cinétique chimique complexe du JP10 par un mécanisme à une étape irré-
versible qualifié de schéma simplifié. La méthode consiste à trouver les paramètres de la loi d’Arrhénius
de ce schéma simplifié afin de reproduire dans un premier temps deux caractéristiques principales de la
flamme plane laminaire prémélangée réelle :
– la vitesse de propagation laminaire,
– l’épaisseur thermique de flamme.
D’autres caractéristiques telles que le délai d’auto-allumage ou la prédiction de certaines espèces secon-
daires peuvent être utilisées dans un deuxième temps mais nécessitent alors des schémas multi-étapes.
La température adiabatique de flamme dépend directement des équilibres réactionnels entre les espèces
présentes : le schéma cinétique influence cette température sauf dans le cas présent d’une réaction irréver-
sible. Toutes ces caractéristiques de flamme sont obtenues grâce au logiciel PREMIX issu de l’ensemble
logiciel CHEMKIN 4 [56]. Pour une pression et une température de gaz frais données, PREMIX effec-
tue un calcul de flamme plane laminaire prémélangée à différentes richesses. Ces calculs permettent,
d’une part de fournir les données de référence grâce au schéma complexe (supposé exact), d’autre part
d’évaluer les prédictions du schéma simplifié par rapport à cette référence.
Cette étude a mis en évidence un défaut de PREMIX à assurer la conservativité des espèces chimiques,
en particulier pour des carburants lourds tels que le JP10. Cette erreur se manifeste particulièrement sur
le profil de fraction massique de diazote - gaz inerte - dont le niveau devrait être égal entre l’amont
et l’aval du front de flamme. Elle est due à l’erreur numérique induite par le schéma de différentiation
décentré utilisé pour le calcul des flux massiques. Après avoir été informé de ce défaut de conservativité,
l’éditeur du logiciel Reaction Design a introduit un correctif dans la version 4.0.2 du pack CHEMKIN.
La détermination des paramètres du schéma simplifié est un problème d’optimisation multi-critères
que l’on résout avec le logiciel EPORCK mis au point par C. Martin lors de sa thèse [145]. EPORCK
opère le couplage entre l’algorithme génétique GENOCOP [162] et PREMIX afin de minimiser l’écart
entre les prédictions du schéma simplifié et les valeurs de référence du schéma complexe. S’il est généra-
lement assez facile d’ajuster un schéma mono-étape de façon manuelle, l’intérêt d’utiliser d’EPORCK est
de fournir la meilleure solution sans intervention de la part de l’utilisateur. Une fois la boucle d’optimisa-
tion mise en place, le logiciel fournit rapidement un nouveau schéma lorsqu’on fait varier les conditions
physiques (pression et température).
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Schéma complexe du JP10
L’équation bilan de la réaction globale de combustion du JP10 est la suivante :
C10H16 + 14O2 → 10CO2 + 8H2O (4.127)
L’Eq. 4.127 ne prend pas en compte le mécanisme réactionnel complet qui fait intervenir les réactions
intermédiaires et les sous-espèces dont certaines (CO, NOx, etc.) sont présentes dans les produits de
combustion.
Parmi toutes les réactions du schéma complet, on peut écarter celles qui ne jouent pas un rôle significatif
dans les propriétés de la flamme : on crée alors un schéma réactionnel réduit. Le schéma de référence
utilisé ici est le schéma complexe réduit à 36 espèces et 174 réactions proposé par Li et al. [136]
Ce schéma a été validé par comparaison avec l’expérience sur des cas d’allumage dans des conditions de
pression allant de 1 à 8 bars et des richesses allant de 0.5 à 2.0 [136].
Ajustement du schéma simplifié par optimisation
Le taux d’avancement du schéma simplifié caractérisant la combustion du JP10 est donné par la loi
d’Arrhenius :
Q = AT β
(
ρYJP10
WJP10
)nJP10 (ρYO2
WO2
)nO2
exp
(
−Ta
T
)
(4.128)
où :
– A est la constante pré-exponentielle ;
– β est l’exposant de température (supposé nul ici) ;
– YJP10 et YO2 sont respectivement la fraction massique du JP10 et la fraction massique du dioxy-
gène ;
– nJP10 et nO2 sont les exposants de la réaction ;
– Ta est la température d’activation.
L’optimisation par algorithme génétique (AG) consiste à trouver le jeu de paramètres A, nJP10, nO2
et Ta qui prédit les caractéristiques de la flamme obtenues avec le schéma réduit pour une température
T1 dans les gaz frais, une pression donnée et à différents points de richesse. La richesse φ du mélange
est définie à partir des fractions massique des réactifs :
φ = s
YJP10
YO2
(4.129)
où s est le rapport stoechiométrique de masse qui vaut, dans le cas du JP10 :
s =
[
YO2
YJP10
]
st
=
ν ′O2WO2
ν ′JP10WJP10
= 3.288 (4.130)
On rappelle que les objectifs d’optimisation du schéma sont :
– la vitesse de flamme laminaire SL,
– l’épaisseur thermique de flamme δ0L =
T2−T1
max(| ∂T∂x |)
(cf. Fig. 4.4).
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Dans le cas d’un schéma mono-étape irréversible, l’épaisseur thermique de flamme est liée à la vitesse
de propagation : δ0L ∝ DthSL . L’objectif épaisseur de flamme est donc totalement dépendant de l’objectif
vitesse de flamme. Il est toutefois conservé afin d’éliminer d’éventuelles solutions non physiques prédites
par PREMIX.
La figure 4.6 représente l’ensemble de la procédure d’optimisation conduisant à l’obtention d’un
schéma ajusté. Afin de comprendre le principe de l’algorithme génétique, on fait correspondre dans
le tableau 4.3 le vocabulaire de l’optimisation génétique et son application à l’ajustement du schéma
réactionnel.
FIG. 4.6 - Schéma de principe de EPORCK (Extrait de la thèse de C. Martin [145])
Terme AG Définition AG Correspondance dans ePorck
Population ensemble d’individus ensemble de différents schémas réactionnels
Individu ensemble de gènes schéma réactionnel
Gène paramètre modifié par l’AG paramètre d’ajustement du schéma (A, nJP10, nO2 ou TA)
TAB. 4.3 - Vocabulaire de l’algorithme génétique (AG) et définition correspondante dans EPORCK
La génération Gi est caractérisée par une population d’individus ayant un jeu de gènes différents.
La performance de chaque individu par rapport à l’objectif d’optimisation est évaluée grâce aux cal-
culs PREMIX. Cette performance est utilisée par GENOCOP qui génère les nouveaux individus de la
génération Gi+1 en effectuant les deux tâches suivantes :
– élimination des individus les moins compétitifs ;
– manipulations sur les gènes des individus survivants : mutations aléatoires (avec différentes lois de
probabilité et différents gènes mutés) et croisements entre certains gènes de différents individus.
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L’intérêt de l’AG est d’explorer simultanément différentes voies d’adaptation pour converger vers le
meilleur individu du point de vue des objectifs. Il évite ainsi de converger vers un optimum local tout en
étant particulièrement robuste.
Pression : P = 1 atm
Température des gaz frais : T1 = 525K
Richesse : φ = 0.6, 0.7, 0.8, et 0.9
TAB. 4.4 - Conditions physiques utilisées pour la procédure d’optimisation
Dans le but de préparer le calcul LES présenté dans la partie III, on se place dans les conditions
physiques proches du point d’opération étudié (Tab. 4.4). Toutefois, le schéma étant initialement prévu
pour une application non présentée ici, la température des gaz frais (525 K) reste assez éloignée de la
condition utilisée dans le calcul LES (273 K). Néanmoins, les tests ont montré que les prédictions du
schéma ajusté à 525 K restent correctes par rapport à celles du schéma de complexe lorsqu’on se place
à 273 K. Les schémas mono-étape ajustés pour un régime (pauvre ou riche) sont connus pour être peu
réalistes dans le régime opposé (respectivement riche ou pauvre). Le choix est fait de baser la procédure
d’optimisation sur quatre points de richesse en régime pauvre. En effet, dans une séquence d’allumage
telle que celle simulée dans le chapitre 9 et la partie IV, on souhaite s’assurer de la diminution de la
vitesse de flamme voire de l’extinction dans les zones pauvres. Les paramètres du schéma obtenus par
EPORCK sont résumés dans le Tab. 4.5.
A = 6.454× 1013 C.G.S
β = 0
nJP10 = 1.154
nO2 = 0.738
R× TA = 29189 cal.mol−1
TAB. 4.5 - Paramètres du schéma simplifié obtenu avec EPORCK
Les caractéristiques de la flamme plane laminaire correspondant à ce schéma sont représentées sur
la Fig. 4.7. Concernant la vitesse et l’épaisseur de flamme, le schéma simplifié reproduit les prédictions
du schéma complexe à moins de 10% près pour des richesses comprises entre 0.6 et 1.2. Au-delà en
régime riche, le schéma simplifié surprédit largement la vitesse de flamme comme attendu. Concernant
la température adiabatique de flamme, on note une erreur de plus de 200K pour des richesses supérieures
ou égales à l’unité. Truffin [257] a montré qu’un tel écart peut être efficacement réduit par l’emploi
d’un schéma à 2 étapes faisant intervenir une espèce intermédiaire et une réaction réversible. Cependant,
son étude montre aussi qu’il est nécessaire d’utiliser au moins 4 étapes pour améliorer la prédiction
de la vitesse de flamme en régime riche. En se basant sur la dépendance SL ∝
√
A, il est possible
d’ajuster précisément un schéma mono ou bi-étapes en fonction de la richesse en écrivant la constante
pré-exponentielle A comme une fonction analytique de la richesse. Cette méthode a été employée par
Gicquel et al. [89] dans une étude LES d’extinction de foyer aéronautique et par Roux [212] dans une
étude LES d’instabilités de combustion dans un foyer aéronautique non prémélangé. Vervisch et al. [262]
proposent une méthode similaire oùA est tabulée en fonction de φ et de la fraction molaire de dioxygène
dans le mélange oxydant. Dans une autre approche, Fernandez-Tarrazo et al. [72] proposent de corriger
le taux de dégagement de chaleur pour améliorer la prédiction de T2 et de faire varier la température
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d’activation TA pour ajuster SL. Enfin, il existe des méthodes de chimie tabulée où les Yk, ω˙k et T sont
calculées à partir de tables ou bibliothèques préétablies. Les entrées sont réduites à une ou deux variables
qui sont en général la fraction de mélange pour les flammes de diffusion et la variable d’avancement
pour les flammes prémélangées. Les méthodes de type ILDM [140] ou FPI [91, 77, 78] ont démontré
leur efficacité en LES et en DNS [261]. Ces méthodes de tabulation semblent prometteuses en terme de
coût de calcul et de domaines d’application [90]. Par souci de simplicité, aucune de ces méthodes n’a été
retenue dans la présente étude. Elles devront toutefois être considérées pour les calculs futurs.
Le schéma mono-étape obtenu (cf. Tab. 4.5) est directement utilisable dans AVBP aussi bien pour des
cas simples de flamme laminaire monodimensionnelle que pour des calculs LES. Si les prédictions sont
réalistes en régime pauvre, il faudra être attentif aux erreurs commises si des richesses supérieures à 1.2
sont rencontrées.
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FIG. 4.7 - Comparaison entre les prédictions du schéma complexe et du schéma simplifié pour les grandeurs
caractéristiques de la flamme : vitesse de flamme laminaire (SL), température adiabatique (T2) et épaisseur
thermique (δL).
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Chapitre 5
Approche numérique
5.1 Discrétisation Cell-Vertex
AVBP utilise un solveur aux volumes finis pour discrétiser les équations de conservation décrites dans
le chapitre 4. Deux méthodes principales sont disponibles pour l’approche volumes finis :
1. la formulation Cell-Centered : les valeurs des solutions discrètes sont stockées au centre des vo-
lumes de contrôle (les cellules du maillage) et les valeurs des éléments voisins sont moyennées au
travers des limites de la cellule pour calculer les flux ;
2. la formulation Cell-Vertex : les valeurs des solutions discrètes sont stockées aux nœuds de la cellule
considérée et les valeurs moyennes des flux sont obtenues en moyennant le long des arêtes limitant
la cellule.
Dans AVBP, la discrétisation Cell-Vertex a été choisie car elle permet de diminuer la quantité d’infor-
mation stockée dans les maillages tétraédriques (type de maillage adapté aux géométries complexes des
chambres de combustion) et de limiter la communication entre partitions pour les calculs parallèles (cf.
section 5.5).
5.1.1 Approche des résidus pondérés
Considérons d’abord les équations de Navier-Stokes d’un écoulement laminaire monophasique non
réactif dans leur formulation conservative :
∂w
∂t
+∇ · F = 0 (5.1)
oùw est le vecteur des variables conservatives et F est le tenseur des flux dew. Ce tenseur est composé
d’une partie non visqueuse (indice I) et d’une partie visqueuse (indice V ) :
F = FI (w) + FV
(
w, 2∇w
)
(5.2)
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Les termes spatiaux sont approchés dans chaque volume de contrôle pour en déduire le résidu RΩj
défini par :
RΩj =
1
VΩj
∫
∂Ωj
F · 2ndS (5.3)
où ∂Ωj est la projetée de Ωj le long de la normale 2n. L’approche Cell-Vertex est applicable à des types
de cellules quelconques et apparaît donc très utile pour des maillages hybrides. Le résidu RΩj défini
par l’Eq. 5.2 est d’abord calculé pour chaque cellule en utilisant une loi d’intégration simple appliquée
aux faces. Pour des faces triangulaires, les composantes individuelles du flux sont supposées varier li-
néairement. Pour des faces quadrilatères, où les nœuds peuvent ne pas être coplanaires, afin d’assurer
l’exactitude de l’intégration pour des éléments quelconques, chaque face est divisée en triangles et in-
tégrée sur chaque triangle. La valeur du flux est obtenue après moyennage des quatre triangles (deux
divisions le long des deux diagonales). Cette propriété qui permet de conserver la linéarité joue un rôle
important car elle assure une bonne précision même sur des maillages irréguliers. Si l’on écrit le résidu
RΩj défini par l’Eq. 5.2 au travers d’une cellule quelconque, l’Eq. 5.2 devient :
RΩj =
1
NdVΩj
∑
i∈Ωj
Fi · 2dSi, (5.4)
où Fi est une approximation de F aux nœuds, Nd représente le nombre de dimensions de l’espace
et {i ∈ Ωj} sont les sommets de la cellule. Dans cette formulation, l’information géométrique a été
factorisée dans les termes 2dSi qui sont associés aux nœuds individuels de la cellule et non à ses faces.
2dSi est la moyenne des normales pondérées par les surfaces des faces triangulaires d’un nœud commun
i, i ∈ Ωj . Pour assurer la consistance,
∑
i∈Ωj
2dSi = 20. La linéarité de l’opérateur de divergence est
préservée si le volume VΩj est défini par :
VΩj =
1
N2d
∑
i∈Ωj
2xi · 2dSi, avec ∇ · 2x = Nd (5.5)
Une fois les résidus calculés, on définit le schéma semi-discret par :
dwk
dt
= − 1
Vk
∑
j|k∈Ωj
DkΩjVΩjRΩj , (5.6)
où DkΩj est la matrice de distribution qui fait une projection pondérée du centre Ωj vers le nœud k
(scatter) et Vk est le volume de contrôle associé à chaque nœud k. La conservation est garantie si∑
k∈Ωj D
k
Ωj
= I . L’Eq. 5.6 est résolue en utilisant une méthode explicite Euler ou une méthode Runge-
Kutta à plusieurs étapes en temps.
La matrice de distribution est définie par :
DkΩj =
1
nn
(I + C
δtΩj
VΩj
2AΩj · 2dSk), (5.7)
Le nombre de nœuds deΩj est nn et 2A est la matrice jacobienne du tenseur des flux. Le schéma classique
centré, obtenu en choisissant C = 0, est stable combiné avec des pas de temps Runge-Kutta. Un schéma
de type Lax-Wendroff est obtenu en choisissant la constante C dépendante du nombre de dimensions du
problème et du type de cellule. Une forme simple de C est définie par : C = n2n/2Nd.
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5.1.2 Calcul du pas de temps
Lorsqu’on fait l’intégration temporelle explicite de l’Eq. 5.6, le pas de temps est déterminé par le
minimum, sur l’ensemble du domaine de calcul, du pas de temps acoustico-convectif ∆tmin donné par
la condition de Courant-Friedrichs-Levy (CFL) :
∆tmin = CFL
∆x
‖2u‖+ c (5.8)
où ∆x est la taille de la cellule, ‖2u‖ est la norme de la vitesse, c est la vitesse locale du son et le
nombre de CFL est fixé égal à 0.7. Dans la pratique, la contrainte imposée par l’Eq. 5.8 est essentielle
puisqu’elle détermine le nombre d’itérations donc le temps de calcul nécessaire pour simuler un temps
physique.
5.1.3 Calcul des gradients
Afin de déterminer les valeurs des gradients 2∇w aux nœuds, on calcule d’abord sa valeur à la cellule
Ωj puis on la distribue aux nœuds k. Le gradient à la cellule, défini par l’Eq. 5.9, suit une description
identique à celle utilisé pour définir la divergence (Eq. 5.4). Une approximation de ce gradient à la cellule
est ainsi obtenue et définie par l’Eq. 5.10. On obtient enfin une approximation de ce gradient au nœud
(Eq. 5.11) en utilisant une moyenne pondérée par le volume de la cellule.(
∂w
∂x
)
C
≈ 1
VC
∫∫
∂ΩC
w · 2n∂S (5.9)(
2∇w
)
Ωj
=
1
VΩj
∑
i∈Ωj
wi 2dSi (5.10)
(
2∇w
)
k
=
1
Vk
∑
j|k∈Ωj
VΩj (2∇w)Ωj (5.11)
5.2 Schémas numériques
Seules les caractéristiques principales des schémas numériques utilisée dans cette étude sont présen-
tées ici. On trouvera une description détaillée de ces schémas dans les références fournies.
schéma centré [104] de type volumes finis, d’ordre 3 en temps avec une intégration Runge-Kutta trois
étapes, centré d’ordre 2 en espace, moins précis que le schéma TTGC et a peu près aussi rapide ;
schéma Lax-Wendroff [130] de type volumes finis, d’ordre 2 en temps avec une intégration Runge-
Kutta une étape, centré d’ordre 2 en espace, moins précis que le schéma TTGC mais environ deux
fois plus rapide ;
schéma TTGC [55] de type éléments finis, d’ordre 3 en temps, d’ordre 3 en espace, très précis sur des
maillages non structurés, approprié à l’étude LES en géométrie complexe.
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5.3 Modèles de viscosité artificielle
5.3.1 Introduction
Les schémas de discrétisation spatiale disponibles dans AVBP sont des schémas centrés (cf. sec-
tion 5.2). Ce type de schémas est connu pour être naturellement sujet à des oscillations hautes fréquences
(wiggles) générées dans les régions de forts gradients. On peut limiter efficacement ce problème en in-
troduisant un terme de viscosité artificielle1 (VA) pour adoucir les fronts trop raides qui génèrent ces
oscillations. Cette section décrit les senseurs (section 5.3.2) et les opérateurs (section 5.3.3) de la VA.
5.3.2 Senseurs
Un senseur ζΩj est un paramètre compris entre 0 et 1 défini pour chaque cellule Ωj . Dans le cas où la
solution est bien résolue, le senseur est égal à 0 alors que dans le cas où la solution comporte de fortes
variations spatiales, le senseur vaut 1 et la VA est appliquée. Ce senseur est obtenu en comparant diffé-
rentes évaluations du gradient d’un scalaire comme la pression, l’énergie totale ou la fraction massique.
Si les évaluations sont identiques, le senseur est fixé à 0. En revanche, si les deux évaluations donnent des
valeurs différentes, le senseur se déclenche. Le choix du scalaire dépend de la difficulté numérique du
problème. Pour la phase gazeuse, on choisit généralement la pression, l’énergie totale voire les fractions
massiques. Pour la phase liquide, la relation pression/vitesse n’existe pas ce qui peut conduire à une forte
décorrélation entre les gradients de densité de gouttes et les gradients de vitesse mésoscopique. Ainsi, le
senseur pour la phase liquide se base sur ces deux variables. Dans tous les cas, il est crucial de trouver
une fonction pour le senseur qui soit différente de zéro seulement dans les zones utiles. Deux senseurs
différents sont disponibles dans AVBP : le senseur de Jameson ζJΩj [107] et le senseur de Colin ζ
C
Ωj
[55],
dérivé du senseur de Jameson. Dans la suite de cette section, l’indice k désigne les variables liées à un
sommet k de la cellule considérée et l’indice Ωj désigne les variables liées à la cellule Ωj .
Senseur de Jameson
Le senseur de Jameson ζJΩj lié à la cellule Ωj (défini par l’Eq. 5.12) est le maximum de tous les
senseurs ζJk liés aux sommets k (définis par l’Eq. 5.13). S est le scalaire évalué par le senseur et (∆
k
1 ,
∆k2) sont des évaluations différentes du gradient définies par l’Eq. 5.14. ∆k1 mesure la variation de S au
sein de la cellule Ωj . ∆k2 est une estimation de la même grandeur en utilisant (2∇S)k, le gradient de S
au nœud k. Ce senseur varie proportionnellement à l’amplitude de la déviation par rapport à l’évolution
linéaire. Ce senseur a une évolution douce d’un point de vue numérique particulièrement adaptée aux cas
quasi-stationnaires. Lorsqu’il s’applique aux variables gazeuses (pression, énergie ou fraction massique),
1Bien que le terme de viscosité artificielle soit couramment employé, il serait plus correct de parler de diffusion artificielle
dans la mesure où on ne l’applique pas seulement à l’équation de quantité de mouvement.
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le senseur de Jameson se présente sous la forme suivante :
ζJΩj = maxk∈Ωj
ζJk (5.12)
ζJk =
|∆k1 −∆k2|
|∆k1|+ |∆k2|+ |Sk|
(5.13)
∆k1 = SΩj − Sk ∆k2 = (2∇S)k.(2xΩj − 2xk) (5.14)
Lorsqu’on cherche à appliquer ce senseur aux variables liquides (cf. ci-dessus), le conditionnement par
|Sk| pose problème car la phase dispersée est sujette à de fortes variations locales de densité de goutte
et de vitesse. Afin d’éviter la saturation du senseur dans les zones qui présentent naturellement de forts
gradients, le senseur de Jameson pour la phase liquide ζJl,Ωj est défini de la façon suivante :
ζJl,Ωj = max
(
ζJu˘l,Ωj , ζ
J
n˘l,Ωj
)
(5.15)
ζJu˘l,k = maxk∈Ωj
( |∆k1 −∆k2|
|∆k1|+ |∆k2|+ cj
)
(5.16)
ζJn˘l,k = maxk∈Ωj
(( |∆k1 −∆k2|
|∆k1|+ |∆k2|+ n˘l
)2)
(5.17)
(5.18)
où cj est une mesure locale de la vitesse du son estimée par : cj = V
1/3
Ωj
/∆t. Pour la densité de gouttes,
la difficulté de définir une valeur de référence est résolue simplement en prenant le quarré de la fonction
conditionnée par n˘l.
Senseur de Colin
Dans le cas d’écoulements turbulents fortement instationnaires, il est nécessaire de se munir d’un
senseur plus précis, c’est-à-dire plus faible lorsque l’écoulement est suffisamment résolu et maximum
dans les zones de fortes non-linéarités. Le senseur de Colin a été conçu dans ce but (cf. Eq. 5.19 à 5.23) :
– ζCΩj est très petit lorsque ∆
k
1 et ∆k2 sont petits comparés à SΩj . Ceci correspond à des erreurs
numériques de faible amplitude (si∆k1 et∆k2 sont de signes opposés) ou à de faibles gradients bien
résolus par le schéma (si∆k1 et ∆k2 sont de même signe).
– ζCΩj est petit lorsque ∆
k
1 et ∆k2 sont de même signe et du même ordre de grandeur (même si cet
ordre de grandeur est grand). Ceci correspond à des gradients raides bien résolus par le schéma.
– ζCΩj est grand lorsque ∆
k
1 et ∆k2 sont de signes opposés et qu’un des deux est beaucoup plus grand
que l’autre. Ceci correspond à une oscillation numérique de grande amplitude.
– ζCΩj est grand si∆
k
1 ou∆k2 est du même ordre de grandeur que SΩj . Ceci correspond à une situation
non physique résultant d’un problème numérique.
117
APPROCHE NUMÉRIQUE
On note que les définitions de Ψ et 4k changent pour l’équation de conservation des fractions mas-
siques : la valeur de référence n’est plus Sk mais 1, valeur maximum possible de la fraction massique.
ζCΩj =
1
2
(
1 + tanh
(
Ψ−Ψ0
δ
))
− 1
2
(
1 + tanh
(−Ψ0
δ
))
(5.19)
avec : Ψ = max
k∈Ωj
(
0,
∆k
|∆k|+ 41Sk ζ
J
k
)
(5.20)
∆k = |∆k1 −∆k2|− 4kmax
(
|∆k1|, |∆k2|
)
(5.21)
4k = 42
(
1− 43 max
(|∆k1|, |∆k2|)
|∆k1|+ |∆k2|+ Sk
)
(5.22)
Ψ0 = 2.10−2 δ = 1.10−2 41 = 1.10−2 42 = 0.95 43 = 0.5 (5.23)
5.3.3 Opérateurs
Les modèles de viscosité artificielle utilisent deux opérateurs qui ont les propriétés suivantes :
2ème ordre. Cet opérateur agit comme une viscosité classique. Associé à un senseur (cf. section 5.3.2),
il adoucit les gradients et introduit de la dissipation artificielle. Ainsi, le schéma numérique garde
son ordre de précision dans les zones à faible gradient et sa stabilité et sa robustesse sont assurées
dans les zones critiques. À l’origine utilisé pour les chocs, il peut agir sur n’importe quel gradient
trop fort.
4ème ordre. Cet opérateur est utilisé pour diminuer les oscillations haute fréquence.
Les contributions à la cellule de l’opérateur du 2ème ordre (Eq. 5.25) et de l’opérateur du 4ème ordre
(Eq. 5.26) sont reportées sur les nœuds de cette cellule Ωj (Eq. 5.24).
dwk =
∑
j
R2k∈Ωj +
∑
j
R4k∈Ωj (5.24)
avec : R2k∈Ωj = −
1
Nv
VΩj
∆tΩj
smu2 ζΩj (wΩj − wk) (5.25)
avec : R4k∈Ωj =
1
Nv
VΩj
∆tΩj
smu4
[
(2∇w)Ωj · (2xΩj − 2xk)− (wΩj − wk)
]
(5.26)
où smu2 et smu4 sont des coefficients sans dimension fixés par l’utilisateur.
5.4 Maillages
Dans les calculs de mécanique des fluides avec les méthodes RANS, on cherche à obtenir des résultats
indépendants du maillage. Dans la mesure où la LES utilise le maillage comme filtre spatial, on peut dire
que cette méthode n’est pas indépendante du maillage. Raffiner apporte ainsi de la précision aux résultats
par la résolution d’échelles de plus en plus petites. L’organisation même du code dépend fortement de la
stratégie adoptée concernant le maillage :
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– soit utiliser des maillages structurés ;
– soit utiliser des maillages non-structurés (hybrides ou non).
Le Tab. 5.1 décrit les avantages respectifs des deux stratégies.
Maillages structurés Maillages non-structurés
• Efficacité de l’algorithme de calcul sur les
hexahèdres (travail séquentiel).
• Rapidité / facilité de la génération du maillage
sur des géométries complexes.
• Volume plus grand de la maille hexahédrique
qu’une maille tétrahédrique à iso-résolution, per-
mettant des pas de temps plus grands (en expli-
cite).
• Possibilité de raffiner à loisir dans les zones
d’intérêt (zone de flamme, zone de mélange, pa-
nache d’un jet transverse...).
• Précision réelle plus grande du schéma numé-
rique (ordre effectif [55]).
• Pas de direction préférentielle pouvant pertur-
ber l’écoulement.
TAB. 5.1 - Avantages respectifs des maillages structurés et non-structurés
La Fig. 5.1 illustre la stratégie de raffinement adoptée dans le calcul LES. Le maillage a été obtenu
grâce au logiciel CentaurSoft qui permet de positionner des sources volumiques de raffinement à l’inté-
rieur du domaine (module setupgrid) avant de génerer automatiquement le maillage tétraédrique (module
makegrid). La qualité géométrique des cellules obtenues peut ensuite être controlée et améliorée grâce
au module improvegrid.
FIG. 5.1 - Coupe du maillage VESTA illustrant le raffinement dans la zone d’injection/combustion
Le but est de minimiser le nombre de cellules tout en conservant une bonne représentation de l’écou-
lement dans les zones de fort gradients jouant un rôle dans la dynamique de la flamme :
– la zone de jet swirlé générée par l’injecteur double-vrille est fortement raffinée afin capturer cor-
rectement l’éclatement du jet et la zone de recirculation ;
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– loin de ce jet principal, les zones de proches des parois ne sont pas particulièrement raffinées car
on considère qu’elles n’ont pas une influence de premier ordre sur la zone de combustion ;
– les jets transverses (haut et bas) reçoivent un raffinement modéré qui permet une représentation
convenable de l’injection.
La qualité de ce maillage vis-à-vis du calcul LES réactif est discutée dans le chapitre 8.
5.5 Parallélisme et performance
5.5.1 Intérêt du calcul parallèle en LES
Les calculs courants de chambres de combustion en LES [86, 213, 229, 231, 232] requièrent des
maillages relativement importants : entre 105 et 106 nœuds en fonction du domaine de calcul. De plus,
en formulation explicite (comme dans AVBP), le pas de temps imposé par l’acoustique est généralement
petit (de l’ordre de 10−7 s) ce qui implique un grand nombre d’itérations pour atteindre un régime
stationnaire ou simuler un phénomène instationnaire lent. Ainsi, les 50 millisecondes de la séquence
d’allumage présentée dans le chapitre 9 nécessitent environ 500 000 itérations. Avec une efficacité de
109 µs.ite−1.nœud−1, ce calcul sur 180 000 nœuds prendrait 9 mois sur un processeur unique. Grâce
au parallélisme, son temps d’exécution sur 32 processeurs est réduit à 9 jours. Le calcul massivement
parallèle rend simulables certaines configurations très coûteuses comme la séquence d’allumage d’une
chambre complète présentée dans la partie IV. Ce calcul représente 110 000 h sur 700 processeurs ce qui
le place hors de portée des codes non parallèles avec les moyens informatiques actuels.
Dans la section 5.5.2, on montre que la parallélisation est efficace si l’on conserve un ratio nombre de
cellules/nombre de processeurs élevé. Ainsi, le potentiel du calcul parallèle est d’autant plus grand que
le maillage est gros. L’intérêt d’augmenter la taille des maillage est double :
Augmenter la résolution spatiale afin d’améliorer la prédiction des phénomènes aux petites échelles :
effets de paroi, flammes, micro-mélange, etc. Plus la taille des mailles sera faible, plus l’échelle de
coupure du filtre LES sera petite, plus on augmentera la partie résolue par le calcul par rapport à
la partie modélisée (cf. section 4.3). La Fig. 5.2 représente une configuration moteur à piston dans
laquelle l’aérodynamique interne de la chambre de combustion est entièrement pilotée par les jets
issus des soupapes d’admission [255, 256]. La qualité de la prédiction du décollement de ces jets
en conditionnée par le raffinement de l’écoulement près des parois. Grâce à l’utilisation de 1024
processeurs parallèles sur le supercalculateur IBM BlueGene/L, le calcul d’un temps convectif sur
le maillage raffiné (Fig. 5.2b) est réduit à 7 h de temps d’exécution.
Repousser les frontières du domaine de calcul. D’une part, cela permet de déplacer les conditions aux
limites aux endroits où elles sont mieux définies au niveau hydrodynamique ou acoustique. Par
exemple, dans un calcul de chambre de combustion aéronautique, le calcul du contournement per-
met d’obtenir des conditions d’écoulements « résolues » (et non imposées) au niveau de l’injecteur
principal et des nombreux trous et films d’injection qui fournissent l’air primaire et l’air de dilu-
tion. Cela implique toutefois une maîtrise parfaite de la géométrie afin d’obtenir la bonne réparti-
tion des débits d’air entrant dans la chambre. D’autre part, on peut s’affranchir de l’approximation
forte qui consiste à réduire le domaine de calcul à un seul secteur périodique dans une chambre
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a.
b.
FIG. 5.2 - Illustration du raffinement de maillage permis par le calcul parallèle : calcul d’admission dans un
moteur à piston [255, 256]. La taille des plus petites cellules est divisée par 7 entre le maillage grossier à 2
millions de cellules (a.) et le maillage raffiné à 10 millions de cellules (b.).
annulaire qui en comporte une vingtaine. Staffelbach [250] a montré que les variations azimutales
dues à l’interaction entre l’acoustique et la flamme produite par chaque injecteur ne peuvent être
correctement reproduites que si l’on tend vers le calcul complet sur 360◦ de la chambre annulaire.
La partie IV fournit un autre exemple de l’intérêt du calcul d’une chambre complète : simuler
une séquence d’allumage pour comprendre les mécanismes qui permettent la propagation de la
combustion d’un secteur à l’autre de la chambre.
5.5.2 Parallélisme dans AVBP
Sur les machines à mémoire partagée, l’efficacité du calcul parallèle est directement liée au rapport
entre le temps que passe chaque processeur à calculer de manière autonome et le temps dédié aux com-
munications entre processeurs. Dans le cas de la LES, la parallélisation de tâches n’est pas efficace et
seule une méthode de décomposition du domaine de calcul en partitions est réaliste (cf. Fig. 5.3).
Sur le plan numérique, les choix méthodologiques qui ont conduit à la conception d’AVBP ont été
orientés vers une forte aptitude au calcul parallèle :
– une méthode Cell-Vertex pour limiter le passage d’information entre blocs de maillage (cf. sec-
tion 5.1) ;
– une méthode d’intégration temporelle explicite qui n’impose pas de limite théorique au nombre
maximum de processeurs parallèles ;
– l’utilisation de la bibliothèque MPI pour gérer efficacement la communication entre partitions par
échange de messages (message passing). Par rapport à la bibliothèque concurrente OpenMP, MPI
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FIG. 5.3 - Vue du découpage du domaine de calcul de la chambre Vesta en 2047 partitions (cf. partie IV)
est plus répandu et possède une plus grande efficacité.
– dans le cas présent, on peut ajouter le choix de l’approche eulérienne pour le calcul de la phase
dispersée (cf. section 3.1.2) où l’utilisation d’algorithmes identiques pour les deux phases simplifie
largement la parallélisation.
Processeur maitre
de sortie
4.2 − échange de données
 aux frontières de partitions
4.3 − envoi de données
 pour les sorties
 (si requises)
2 − découpage du maillage
en 2 partitions
3 − envoi des données
 initiales découpées
4.1 − exécution de
 de résolution
 l’algorithme 
Données
d’entrée
1 − lecture
5 − écriture
4 − itérations temporelles
ProcesseurProcesseur
 esclave 2 esclave 1
Données
FIG. 5.4 - Exemple du déroulement d’un calcul AVBP parallèle sur 3 processeurs (un processeur peut jouer à la
fois le rôle de maître et d’esclave ce qui réduit le calcul à 2 processeurs)
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La procédure courante pour éxecuter un calcul parallèle avec AVBP est illustrée sur la Fig. 5.4. Dans
la plupart des cas, celle-ci est transparente pour l’utilisateur. Le découpage est effectué dans la phase
initiale du calcul puis le processeur maître joue le rôle d’esclave en prenant en charge une partition de
calcul. Toutefois, pour les plus gros calculs tels que celui présenté dans la partie IV, la mémoire d’un
processeur sur une machine à mémoire distribuée2 peut être insuffisante pour assurer le découpage. Ce
dernier est alors réalisé en pré-traitement sur une machine dotée d’une grande capacité de mémoire (12
Go ont été nécessaires dans le cas présent). Le calcul est ensuite initialisé avec le maillage et la solution
pré-découpés. Dans ce cas, le processeur maître gère uniquement les communications et ne participe pas
au calcul en tant qu’esclave (peu pénalisant sur des calculs à plusieurs centaines de processeurs).
Grâce à cette gestion rigoureuse du parallélisme, AVBP atteint d’excellentes performances dans les
calculs massivement parallèles sur différentes plateformes. La Fig. 5.5 montre la courbe d’accélération
ou speed-up en fonction du nombre de processeurs utilisés pour un calcul effectué sur l’IBM BlueGene/L
de Rochester (US) par Staffelbach [250, 251]. Le plus gros maillage (40millions de cellules) présente un
speed-up quasi-linéaire jusqu’à plus de 5000 processeurs [6]. Cette courbe montre également que cette
loi linéaire n’est valable que si l’on conserve un nombre de nœuds par processeur suffisamment élevé
(de 2000 à 5000 suivant la performance du réseau inter-processeurs). En effet, ce nombre est directement
lié au rapport entre le nombre de nœuds total dans la partition et le nombre de nœuds aux frontières
donc à la charge dédiée au calcul sur la charge dédiée aux communications. Cette contrainte impose
une limite au speed-up qu’on peut espérer atteindre sur une configuration donnée pour une machine
donnée. La performance d’une machine massivement parallèle est donc optimale s’il y a cohérence entre
la puissance de son réseau et celle de ses processeurs.
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FIG. 5.5 - Speed-up du code AVBP sur deux maillages à respectivement 5 et 40 millions de cellules [250, 251]
2Le supercalculateur BlueGene/L, par exemple, ne dispose que de 512Mo par processeur.
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5.6 Conditions aux limites
Les conditions limites sont un point crucial dans tout code de mécanique des fluides. Elle deviennent
critiques en LES, spécialement dans des codes résolvant l’acoustique [195, 226].
Par simplicité, on prend l’exemple d’une intégration temporelle à une seule étape. Connaissant le
vecteur solution Un au temps t, la solution Un+1 au temps t+∆t s’écrit de façon générale :
Un+1 = Un −R∆t (5.27)
L’exposant n est utilisé pour rappeler que le code explicite n’utilise que des données à l’itération n.
En chaque nœud du bord du domaine, le résidu R calculé par le schéma est corrigé par les conditions
aux limites. Pour que le problème soit mathématiquement bien posé, le nombre nécessaire et suffisant
de variables à corriger est fonction du type de conditions aux limites (traitement d’entrée ou de sortie,
cf. [197] - Chap.9). Le problème de conditions aux limites peut être abordé suivant deux approches
différentes :
Méthode non caractéristique : on modifie le résidu en imposant directement les variables conserva-
tives cibles.
Méthode caractéristique : on modifie le résidu via une décomposition en ondes [252]. C’est le principe
de la méthode NSCBC (pour Navier-Stokes characteristic boundary condition) développée par
Poinsot et Lele [196] et étendue aux écoulements multi-espèces par Moureau et Lartigue [175].
La méthode NSCBC n’est pas développée dans ce manuscrit. On trouvera une description détaillée
de l’approche théorique et de l’implantation numérique dans le manuel d’AVBP [12].
5.6.1 Conditions aux limites de la phase gazeuse
La formulation compressible des équations de Navier-Stokes présentées dans le chapitre 2.1 possède
la propriété de propager des ondes acoustiques. Ces ondes sont générées par l’agitation turbulente dans
les zones de fort cisaillement ainsi que par les fluctuations de dégagement de chaleur dans la flamme. La
production d’énergie acoustique dans ces régions de l’écoulement doit être compensée par des pertes afin
d’éviter le phénomène de résonance. Dans les codes LES où les schémas numériques sont peu dissipatifs,
ces pertes sont essentiellement dues aux flux acoustiques au niveau des conditions aux limites. Or, les
conditions de type non caractéristiques sont connues pour :
– générer une réflexion totale des ondes acoustiques sortantes ;
– générer un bruit acoustique et numérique en perturbant les équations de Navier-Stokes via la cor-
rection « en dur » du résidu.
L’approche caractéristique est donc indispensable pour que l’acoustique au sein de l’écoulement gazeux
soit contrôlée de façon précise.
Au niveau des parois, la résolution spatiale du maillage LES n’est généralement pas suffisante pour
prédire le frottement imposé par la condition d’adhérence. Schmitt [224, 225] a montré que le frottement
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à la paroi peut être modélisé par une loi de paroi adaptée à la formulation LES. Par ailleurs, la particularité
des chambres de combustion aéronautiques est d’utiliser des parois multiperforées dont le but est de
limiter la température atteinte par le matériau qui les constitue (cf. section 1.1.3). Les milliers de jets
transverses créés par ce type de surface génèrent un flux de masse, de quantité de mouvement et de
chaleur qui perturbent l’écoulement et ont un effet sur l’acoustique. Mendez [154] et Mendez et al. [155,
156, 157, 158] ont effectué une étude LES de l’écoulement traversant une paroi multiperforée infinie. Ils
proposent une loi de paroi multiperforée [154, 155] afin de prendre en compte cet effet dans un calcul
LES d’une chambre de combustion industrielle.
Les lois de paroi classiques et les lois de parois multiperforées n’étant pas implantées dans le code
au moment de l’étude, les calculs LES présentés ici n’utilisent pas ces modèles. La paroi est représentée
par une simple condition d’adhérence et d’adiabaticité. Cependant, l’utilisation de ce type de modèles
est préconisée dans les calculs actuels de foyers aéronautiques effectués avec AVBP.
5.6.2 Conditions aux limites de la phase liquide
Contrairement à la phase gazeuse, on n’observe pas de comportement propagatif de type acoustique
au sein d’un spray. Sur le plan numérique, de simples conditions aux limites de type Dirichlet sont donc
suffisantes pour imposer les flux des différentes variables transportées (cf. Eq. 3.36 à 3.40). Cependant,
la représentation correcte de l’injection est loin d’être évidente dans la mesure où les hypothèses de
l’approche eulérienne (cf. section 3.2.5) supposent un spray totalement atomisé et fortement dilué. Les
conditions aux limites d’injection doivent donc génerer un spray équivalent à celui produit lors l’atomi-
sation primaire et secondaire telles qu’elles ont lieu par exemple dans un injecteur de type airblast (cf.
section 1.1.3). Des études sont en cours [147] afin d’améliorer la modélisation des conditions d’injection
dans AVBP. Les hypothèses sur les caractéristiques du spray et le choix des paramètres de conditions aux
limites dans le calcul LES sont détaillées dans le chapitre 8.
Vis-à-vis de la phase liquide, les parois sont représentées par une condition de glissement. Elles ne
nécessitent pas d’effort particulier de modélisation dans la mesure où l’on observe pas d’interaction
spray/paroi lors du fonctionnement normal d’une chambre de combustion. Ceci n’est plus vrai pour les
moteurs à injection directe essence où le spray peut interagir fortement avec les parois du cylindre et du
piston (rebond et mouillage).
Enfin, concernant les conditions de sortie, aucun traitement particulier n’est nécessaire puisque,
contrairement à un écoulement gazeux vis-à-vis de l’acoustique, le spray ne propage pas d’information
de l’aval vers l’amont.
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Chapitre 6
Évaporation de gouttes dans une
turbulence homogène isotrope
6.1 Introduction
6.1.1 Intérêt de l’étude
Dans le cadre de la modélisation de la combustion non-prémélangée, la prédiction du mélange entre
oxydant et carburant est une étape cruciale (cf. section 4.6.1). Or, le problème du mélange diphasique
entre un spray de carburant et l’air est différent du mélange monophasique de la vapeur de ce carburant
avec l’air. En effet, dans un écoulement purement gazeux, l’agitation turbulente a pour effet d’accroître
le mélange en augmentant la surface effective de transfert par diffusion moléculaire. Dans un écoulement
diphasique, le rôle de la turbulence est moins direct. Les effets inertiels et de traînée entraînent des phé-
nomènes de ségrégation où les gouttes se retrouvent concentrées dans certaines régions de l’écoulement.
Par évaporation, ces hétérogénéités de concentration représentent une source de production de variance
de vapeur aux échelles correspondant à des nombres de Stokes proches de l’unité. Dans ce cas, contraire-
ment au mélange d’espèces purement gazeuses, la fraction de vapeur ne peut pas être considérée comme
un scalaire passif.
La dispersion turbulente d’un nuage de gouttes en évaporation a déjà fait l’objet de plusieurs travaux
numériques en configuration académique. On trouve une revue détaillée de ces études en approche Euler-
Lagrange et Euler-Euler dans l’article deMashayek et Pandya [149]. Les simulations numériques directes
lagrangiennes sont utilisées pour étudier la physique [148, 166, 201] et bâtir des modèles de fermeture
pour les simulations RANS [204] ou LES [179, 204, 185]. Elles servent également à valider les approches
Euler-Euler destinées aux configurations industrielles (cf. section 3.1.2) et dont le degré de modélisation
est généralement plus grand qu’en Euler-Lagrange. En dispersion pure, Kaufmann et al. [112] ont évalué
le modèle eulérien mésoscopique présenté dans le chapitre 3 à travers une comparaison avec des simu-
lations lagrangiennes dans une turbulence homogène isotrope temporellement décroissante. Réveillon et
al. [202, 203] analyse de point de vue eulérien une simulation lagrangienne d’un spray en évaporation
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dans une turbulence spatialement décroissante. Ils étudient en particulier les effets de polydispersion qui
apparaissent lorsque le spray subit l’action simultanée de la turbulence gazeuse et de l’évaporation.
Dans le cas présent, l’objectif est d’évaluer la capacité du code AVBP à reproduire ce phénomène
complexe à travers une étude DNS en turbulence homogène isotrope (THI) temporellement décroissante.
Pour un code LES, vérifier son comportement en simulation numérique directe est important dans la
mesure où l’approche LES tend théoriquement vers la DNS lorsque la taille du filtre tend vers l’échelle
de Kolmogorov. Cette analyse n’entre pas dans le détail du phénomène de dispersion de particules qui
a déjà été étudié avec AVBP dans les thèses de A. Kaufmann [110] et E. Riber [206]. L’accent est porté
sur les aspects de validation et sur l’analyse du phénomène de couplage entre la turbulence du gaz, du
nuage de gouttes et de la concentration de vapeur. Dans un premier temps, on rappelle quelques notions
utiles pour l’analyse de la THI (sections 6.1.2 et 6.1.3). Dans un second temps, on décrit le choix des
paramètres pour la simulation (section 6.2) dont les résultats sont présentés dans les sections 6.3 à 6.7.
La section 6.3 fournit une brève analyse de la dynamique de la phase gazeuse à travers le bilan instantané
d’énergie cinétique. Une étude de conservativité du code pour la masse et l’énergie est présentée dans la
section 6.4. Dans la section 6.5, on compare le calcul Euler-Euler d’AVBP avec un calcul Euler-Lagrange.
Les mécanismes responsables des variations de variance de vapeur sont analysés dans la section 6.6, en
particulier via l’écriture du bilan instantané de cette variance. Enfin, dans la section 6.7, on utilise la DNS
pour vérifier l’approximation faite pour écrire le taux d’évaporation filtré en LES.
6.1.2 Rappel de notions de turbulence
La turbulence apparaît lorsque les forces d’inertie dans le fluide sont grandes devant les forces de
viscosité. Cette observation est quantifiée par le nombre de Reynolds qui compare ces deux forces :
Re =
uL
ν
(6.1)
où u et L sont des échelles de vitesse et de longeur caractéristiques de l’écoulement et ν est la visco-
sité cinématique du fluide. La turbulence est le résultat d’une instabilité de l’écoulement laminaire qui
apparaît lorsque le nombre de Reynolds dépasse une valeur critique. L’écoulement turbulent présente de
fortes irrégularités dans l’espace et dans le temps. Ces fluctuations ont un caractère aléatoire qui peut être
caractérisé du point de vue statistique en décomposant chaque variable f (vitesse, pression, température,
etc.) en une partie moyenne et une partie fluctuante :
f = 〈f〉+ f ′ (6.2)
où 〈·〉 représente l’opérateur de moyenne statistique définie comme une moyenne d’ensemble sur un
grand nombre de réalisations de l’écoulement.
Un écoulement turbulent est constitué d’une multitude de structures tourbillonaires auxquelles on
associe des échelles de longueur, de temps et de vitesse. L’énergie turbulente est produite aux grandes
échelles caractérisées par le nombre de Reynolds turbulent (Ret ( 1) défini par :
Ret =
u′lt
ν
(6.3)
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où u′ est la fluctuation de vitesse produite à l’échelle lt des grandes structures. u′ et lt définissent le temps
de retournement des tourbillons aux grandes échelles : τε = lt/u′. Suivant le principe de la cascade de
Kolmogorov [123], l’énergie turbulente produite aux grandes échelles est transférée vers les plus petites
échelles où elle est dissipée par viscosité. L’hypothèse de Kolmogorov se traduit par un équilibre entre
l’énergie u′2/τε produite aux grandes échelles et la dissipation ε aux petites échelles :
ε =
u′2
τε
=
u′3
lt
(6.4)
La plus petite échelle de turbulence, appelée échelle de Kolmogorov (longueur ηK , temps τK et vitesse
u′K), est imposée par la dissipation visqueuse et correspond à un nombre de Reynolds unitaire :
ReK =
u′KηK
ν
= 1 (6.5)
En écrivant ε = u′K/ηK et en utilisant l’Eq. 6.5, on relie l’échelle de Kolmogorov à la dissipation et à la
viscosité cinématique :
ηK =
(
ν3
ε
) 1
4
(6.6)
On en déduit les rapports entre les échelles intégrales et les échelles de Kolmogorov :
lt
ηK
= Ret
3
4 (6.7)
τε
τK
= Ret
1
2 (6.8)
u′
u′K
= Ret
1
4 (6.9)
6.1.3 Turbulence homogène isotrope
Statistique en deux points
Le phénomène d’interactions entre échelles décrit dans la section 6.1.2 peut être mis en évidence par
le biais d’une turbulence simple : la turbulence homogène isotrope (THI). Un champ est statistiquement
homogène si ses propriétés statistiques sont invariantes par translation. S’il est également statistiquement
invariant par rotation et réflexion, il est dit isotrope. La THI possède les propriétés suivantes :
– la moyenne statistique 〈·〉 est équivalente à la moyenne volumique 〈·〉v sur le volume de contrôle
V constitué par le domaine de calcul :
〈·〉 ≡ 〈·〉v =
1
V
∫∫∫
V
· dV (6.10)
Par la suite, les raisonnements se baseront sur l’analyse des fluctuations spatiales ou statistiques
sans distinction ;
– l’énergie cinétique turbulente s’exprime simplement comme : k = 32u
′2.
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D’après la propriété d’invariance statistique, toute corrélation en deux points A et B ne dépend que
du vecteur séparation r = 2AB. La fonction des corrélations de vitesses et le coefficient de corrélation
correspondant s’écrivent alors respectivement :
Qij(r) =
〈
u′i(A)u
′
i(B)
〉
(6.11)
Rij(r) =
Qij(r)
u′2
(6.12)
où u′2 = 13 〈u′iu′i〉 = 13Qii(0) = 23k. Les échelles intégrales dans les trois directions de l’espace sont
définies par :
L111 =
∫ ∞
0
R11(r, 0, 0)dr , L222 =
∫ ∞
0
R22(0, r, 0)dr , L333 =
∫ ∞
0
R33(0, 0, r)dr (6.13)
avec r = ‖r‖ = √riri. Liii est une mesure de l’échelle de longueur intégrale qui est du même ordre que
la longueur turbulente lt. Une turbulence isotrope doit vérifier :
L111 = L
2
22 = L
3
33 (6.14)
Décroissance temporelle de l’énergie cinétique turbulente
Les Eq. 6.15 et 6.16 définissent respectivement l’énergie cinétique turbulente k et le taux de dissipa-
tion ε :
k =
1
2
〈
u′iu
′
i
〉
(6.15)
ε = ν
〈
∂u′i
∂xj
∂u′j
∂xi
〉
(6.16)
Pour un écoulement incompressible, k vérifie la solution exacte de l’Eq. 6.17 et ε peut être modélisé par
l’Eq. 6.18 :
dk
dt
= −ε (6.17)
dε
dt
= −Cε ε
2
k
(6.18)
où Cε est une constante déterminée expérimentalement : Cε = 1.92. En effectuant le changement de
variable τε = k/ε, le système Eq. 6.17–6.18 admet la solution analytique suivante :
τε = τε,0
(
1 + (Cε − 1) t
τε,0
)
(6.19)
k = k0
(
1 + (Cε − 1) t
τε,0
)− 1Cε−1
(6.20)
ε = ε0
(
1 + (Cε − 1) t
τε,0
)− CεCε−1
(6.21)
où l’indice 0 désigne les valeurs à t = 0.
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Contraintes numériques
Le dimensionnement d’une simulation numérique directe est fonction des échelles caractéristiques de
la turbulence. Deux critères primordiaux sont à respecter :
1. une description précise des grandes échelles (Eq. 6.22). Cette condition impose que le domaine
soit plus grand que l’échelle intégrale lt afin que la moyenne spatiale soit équivalente à la moyenne
statistique :
Liii(t) <
L
C1
avec : C1 / 15 (6.22)
où L est la dimension du domaine de calcul. Dans le cas présent d’une THI décroissante, il est
nécessaire de vérifier que cette condition soit remplie tout au long de la simulation.
2. une résolution suffisante des échelles dissipatives (Eq. 6.23). Si les petites échelles sont mal ré-
solues, l’énergie n’est pas dissipée mais s’accumule dans les plus petites structures résolues et
provoque des instabilités numériques.
lε(t) > C2∆x avec : C2 / 5 (6.23)
où ∆x est la taille de la cellule.
En combinant les Eq. 6.22 et Eq. 6.23 et en utilisant les approximations classiques en turbulence Liii ≈
lt/2 et ηK ≈ lε, on aboutit aux conditions suivantes pour l’échelle intégrale, l’échelle de Kolmogorov et
le Reynolds turbulent :
lt <
2L
15
(6.24)
ηK >
∆x
2
(6.25)
Ret <
(
4Nx
15
) 4
3
(6.26)
où Nx est le nombre de nœuds dans la direction x. Pour une grille de calcul de 643 cellules, le Reynolds
maximal doit donc rester inférieur à 44.
Définition des grandeurs turbulentes diphasiques
À partir de la moyenne statistique décrite par l’Eq. 6.2, on définit les différentes grandeurs turbulentes
de l’écoulement gaz-particules de la manière suivante :
– Énergie cinétique turbulente de la phase gazeuse :
k =
1
2
〈uiui〉 (6.27)
– Énergie cinétique turbulente du mouvement mésoscopique de la phase liquide :
q˘p =
1
2
〈u˘l,iu˘l,i〉 (6.28)
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– Énergie cinétique du mouvement décorrélé de la phase liquide :
qRUM =
〈
δθ˘l
〉
(6.29)
– Énergie cinétique des particules :
qp = q˘p + qRUM (6.30)
– Covariance des vitesses fluide-particule :
qfp = 〈uiu˘l,i〉 (6.31)
– Énergie cinétique turbulente du mouvement relatif fluide-particule :
qs =
1
2
〈us,ius,i〉 = k + qp − qfp (6.32)
avec : us,i = ui − u˘l,i (6.33)
6.2 Description du cas test
Le calcul est une simulation numérique directe (DNS) réalisée avec AVBP. Le domaine de calcul est
un cube périodique de dimension Lref = 2pimmmaillé au moyen d’une grille régulière comportant 643
cellules cubiques de dimension ∆x = 2pi/64 mm. Afin d’établir des conditions initiales « propres » où
les effets transitoires dus à l’initialisation sont minimisés, un calcul de THI temporellement décroissante
d’un écoulement monophasique d’air est réalisé. L’air est ensuite ensemencé par un brouillard mono-
disperse uniforme constitué de gouttelettes d’eau. Les effets compétitifs de l’inertie des gouttes et de la
traînée conduisent à une répartition hétérogène et instationnaire de la densité de gouttes. Dans le même
temps, la température élevée de l’air permet le chauffage des gouttes et leur évaporation. L’espèce liquide
se retrouve sous forme vapeur et se mélange à l’air par agitation turbulente et diffusion moléculaire.
6.2.1 Paramètres physiques et condition initiale
Dans les conditions choisies (cf. Tab. 6.4), la vitesse du son dans le gaz vaut : cref = 549.0 m.s−1.
En utilisant la longeur de référence Lref = 1 mm, on définit un nombre de Reynolds acoustique et une
échelle de temps de référence :
Reac =
crefLref
ν
= 396.2 (6.34)
tref =
Lref
cref
= 1.821.10−6 s (6.35)
Lref , tref et cref servent à normaliser les variables du calcul désormais notées avec l’exposant +. Ces
valeurs de référence sont résumées dans le Tab. 6.1.
Le point délicat de la THI décroissante réside dans l’élaboration d’un champ de vitesse initial qui
présente un spectre d’énergie cinétique turbulente réaliste. Ce champ de vitesse est calculé dans l’espace
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Lref (mm) tref (µs) cref (m.s−1)
1 1.821 549.0
TAB. 6.1 - Échelles de référence utilisées pour définir les variables sans dimension
spectral à partir d’une forme théorique du spectre d’énergie cinétique. On obtient ensuite le champ de
vitesse dans l’espace physique par transformée de Fourier inverse. Dans la thèse de Prière [200], on
trouve une discussion sur le choix de la forme du spectre en fonction du nombre de Reynolds turbulent.
Dans le cas présent (Ret < 200), seul un spectre de type Passot-Pouquet (PP) [184] est adapté. La densité
d’énergie cinétique turbulente du spectre PP s’exprime en fonction d’un nombre d’onde caractéristique
Ke associé à la vitesse turbulente u′2 de la façon suivante :
E(K) = A
(
K
Ke
)4
e
−2
“
K
Ke
”2
avec : A =
16
3
√
2
pi
u′2
Ke
(6.36)
Ke représente le nombre d’onde du mode le plus énergétique obtenu à partir de l’échelle la plus énergé-
tique le. L’échelle de dissipation maximale de ce spectre est très proche de le ce qui rend la zone inertielle
pratiquement inexistante. La Fig. 6.1 compare le spectre théorique de PP et le spectre du champ initial ob-
tenu au moyen de l’outil d’initialisation mis au point par Boughanem [35]. Les paramètresKe =
√
2pi/le
et u′2 sont donnés par le Tab. 6.2.
l+e u
′+
2.2 0.0627
TAB. 6.2 - Paramètres turbulents du spectre de Passot-Pouquet
Ce champ initial n’étant pas strictement solution des équations de Navier-Stokes, on réalise une si-
mulation monophasique pendant environ un demi-temps de retournement (t+0 = 7.441) afin de produire
la condition initiale du calcul diphasique. Le spectre de ce champ calculé à t+0 est tracé sur la Fig. 6.1
et ses propriétés statistiques sont résumées dans le Tab. 6.3. Durant le temps t+0 , les grandes structures
introduites par le spectre PP transfèrent de l’énergie vers les plus petites structures, ce qui améliore la
représentation des échelles dissipatives.
u′+ k+ ε+ τ+ε l
+
t Ret L
1+
11 L
2+
22 L
3+
33
5.11.10−2 3.92.10−3 2.35.10−4 16.71 0.379 32.1 0.897 0.927 0.555
TAB. 6.3 - Analyse statistique du champ obtenu au temps t+0
Les conditions initiales de la phase dispersée sont un champ homogène de gouttelettes d’eau dont les
propriétés sont résumées dans le Tab. 6.4. Afin de simplifier les discussions, l’espèce gazeuse produite
par évaporation (autrement dit, la vapeur d’eau) est désignée sous le nom de vapeur (par opposition à
la pseudo-espèce air) et son indice est omis dans les équations. Le champ de vitesse liquide est fixé en
supposant une vitesse de glissement initialement nulle. Étant donné la faible charge massique utilisée,
les effets de traînée de la phase dispersée sur la phase gazeuse sont supposés négligeables et ne sont pas
pris en compte dans la simulation. Le nombre de Stokes basé sur τε vaut St = 0.403 ce qui prédit des
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FIG. 6.1 - Comparaison entre le spectre théorique de Passot-Pouquet, le spectre initial du calcul monophasique et
le spectre initial du calcul diphasique obtenu après un temps de simulation t+0 du calcul monophasique
effets importants de la traînée sur la phase dispersée. Enfin, le temps de simulation est suffisamment long
pour permettre l’évaporation complète de la phase liquide.
Phase gazeuse : Air pur
Température : T0 = 800K
Pression : P0 = 3.3 atm
Vitesse turbulente : u′0 = 28.09m.s−1
Reynolds turbulent : Ret,0 = 32.1
Vapeur d’eau : Y0 = 0
Phase liquide : gouttes d’eau
Diamètre : d0 = 17 µm
Température : Tl,0 = 300K
Concentration (uniforme) : n˘l,0 = 2.67.1010 m−3
Charge massique : κ = [ρlα˘l/ρ]0 = 1%
Vitesse liquide : u˘l,0 = u0
Nombre de Stokes : St0 = 0.261
TAB. 6.4 - Conditions initiales du calcul diphasique
Les propriétés physiques des phases gazeuse et liquide sont regroupées dans le Tab. 6.5. On note que
les nombres de Schmidt des espèces ont été choisis de sorte que la vitesse de correction (cf. section 2.4)
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soit nulle :
V ci =
N∑
k=1
Dk
Wk
W
∂Xk
∂xi
= 0 (6.37)
d’où : D
W
W
∂X
∂xi
+Dair
Wair
W
∂
∂xi
(1−X) = 0 (6.38)
soit :
Sc
W
=
Scair
Wair
(6.39)
La plus petite échelle de fluctuations de la fraction de vapeur ηB , appelée échelle de Batchelor, s’ex-
prime de la façon suivante en fonction de l’échelle de Kolmogorov ηK :
ηB =
ηK√
Sc
(6.40)
La valeur Sc = 1 indique que les échelles de Batchelor et de Kolmogorov sont confondues : le domaine
diffusionnel pour les fluctuations de vapeur et le domaine visqueux pour les fluctuations de vitesse se
situent aux mêmes échelles. Comme on le montre dans la section 6.6.1, l’échelle intégrale de la variance
de vapeur est imposée par la variance de concentration de gouttes, elle-même liée aux grandes échelles
de la turbulence gazeuse. On s’attend donc à ce que l’échelle intégrale pour la concentration de vapeur
et pour la vitesse soit proches. Ces effets peuvent être quantifiés par une analyse dans l’espace spectral,
analyse qui n’est pas abordée ici mais qui pourrait faire l’objet d’une future étude.
Phase gazeuse
Viscosité dynamique (arbitraire) : µ = 2.02.10−3 kg.m−1.s−1
Capacité calorifique à pression constante : Cp = 1.2 kJ.kg−1.K−1
Nombre de Prandtl : Pr = 0.7
Nombre de Schmidt de l’eau : Sc = 1
Nombre de Schmidt de l’air : Scair = 1.611
Phase liquide
Masse volumique : ρl = 1.103 kg.m−3
Capacité calorifique à pression constante : Cp,l = 4.18 kJ.kg−1.K−1
Enthalpie latente d’évaporation : Lv = 2250 kJ.kg−1
Température de Clausius-Clapeyron : Tcc = 373.15K
Pression de Clausius-Clapeyron : Pcc = 1 atm
TAB. 6.5 - Paramètres physiques (arbitraires) du calcul diphasique
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6.3 Dynamique de la phase gazeuse
6.3.1 Évolution temporelle des grandeurs turbulentes gazeuses
On compare les résultats du calcul AVBP à la solution analytique prédisant la décroissance de l’énergie
cinétique turbulente (Eq. 6.19–6.21). Le tracé de l’échelle de temps turbulente (Fig. 6.2a) fait apparaître
une constante Cε − 1 = 0.50 qui est inférieure à la valeur expérimentale de 0.92 (cf. section 6.1.3).
Cet écart est attribué au fait que la constante expérimentale est obtenue pour des nombres de Reynolds
élévés. La Fig. 6.2b illustre la décroissance de l’énergie cinétique turbulente.
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FIG. 6.2 - Évolution temporelle de l’échelle de temps des grandes échelles (a.) et de l’énergie cinétique turbulente
(b.)
Les termes des Eq. 6.17 et 6.18 sont tracés sur les Fig. 6.3a et 6.3b respectivement. D’après la
Fig. 6.3a, la variation d’énergie cinétique turbulente correspond bien au taux de dissipation visqueuse
ε aux approximations près (cf. section 6.1.3). Sur la Fig. 6.3b, on note que le modèle semi-empirique
prédisant la variation temporelle de ε est vérifié par le calcul à un peu moins d’un temps de retournement
des tourbillons.
6.3.2 Bilan d’énergie cinétique turbulente
Dans leur thèse respective, Riber [206] et Moureau [174] ont écrit le bilan discret de l’énergie ciné-
tique turbulente en formulation explicite. Ils partent de l’expression continue de la variation d’énergie
cinétique en fonction de la variation de la masse et de la quantité de mouvement :
∂
∂t
1
2
ρu2i = ui
∂
∂t
ρui − 12u
2
i
∂ρ
∂t
(6.41)
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FIG. 6.3 - Évolution temporelle de la variation d’énergie cinétique turbulente (a.) et de la variation du taux de
dissipation turbulente (b.) (variables adimensionnées par la valeur initiale du terme ddt ·)
En écrivant l’Eq. 6.41 de manière discrète, ils aboutissent à une expression de la variation discrète d’éner-
gie turbulente∆k intégrée sur le domaine de calcul :
∆k
∆t
=
1
2∆t
〈∆(uiui)〉v = εconv + εacous + εlam + εavis (6.42)
Dans l’Eq. 6.42, εconv représente l’effet du schéma convectif, εacous est le transfert par les effets acous-
tiques, εlam représente la dissipation visqueuse et εavis correspond à l’énergie dissipée par la viscosité
artificielle. Dans le cas présent, la fermeture du bilan nécessite l’ajout d’un terme source d’énergie ciné-
tique dû à l’évaporation de la phase liquide. Ces termes de variations de l’Eq. 6.42 sont les moyennes
volumiques de fonctions dont les variables sont prises à différentes étapes de la discrétisation temporelle
de Runge-Kutta. En suivant l’écriture discrète proposé par Riber [206] et Moureau [174], le terme de
variation d’énergie cinétique dû à l’évaporation s’écrit sous la forme :
εevap =
〈
u
(n+ 12 )
i u˘
(n)
l,i Γ
(n) − 1
2
u(n)i u
(n+1)
i Γ
(n)
〉
v
(6.43)
évalué ici par :
εevap ≈
〈
u(n)i u˘
(n)
l,i Γ
(n)
〉
v
− 1
2
〈
u(n)i u
(n)
i Γ
(n)
〉
v
(6.44)
En ajoutant le terme de l’Eq. 6.44 à l’Eq. 6.42 et en divisant par ∆k∆t , le bilan instantané d’énergie ciné-
tique turbulente s’exprime finalement comme :
1 = ε+conv + ε
+
acous + ε
+
lam + ε
+
avis + ε
+
evap (6.45)
L’évolution temporelle des différents termes de l’Eq. 6.45 est tracée sur la Fig. 6.3. Le terme de
dissipation visqueuse ε+lam est largement prépondérant comme on peut s’y attendre pour une THI à faible
nombre de Mach. Les termes de convection ε+conv et de dissipation artificielle ε
+
avis comptent pour moins
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d’1% dans le bilan. Les effets acoustiques ε+acous ne dépassent pas 6% de la variation totale. Enfin le terme
d’évaporation ε+evap reste inférieur à 4%. La fermeture du bilan à 0.15% près montre que l’Eq. 6.44
est une bonne approximation de la contribution des effets de l’évaporation sur la variation d’énergie
cinétique turbulente. Si ces effets sont faibles dans le cas présent, ils pourraient être significatifs si le
taux d’évaporation était supérieur, c.-à-d. pour une charge massique liquide plus élevée. Toutefois, dans
ce dernier cas, les effets de traînée par le couplage inverse liquide→ gaz ne seraient certainement plus
négligeables et probablement supérieurs à ε+evap.
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FIG. 6.4 - Bilan instantané d’énergie cinétique turbulente (termes adimensionnés par dk/dt)
6.4 Bilans de masse et d’énergie
La conservation de la masse et l’énergie est une propriété essentielle pour un code numérique de
combustion. Afin de vérifier qu’AVBP est conservatif dans une configuration où les transferts entre phases
et les effets convectifs sont importants, on effectue un bilan instantané de la moyenne volumique de la
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masse et de l’énergie sur le domaine de calcul. Le problème est décrit par le système suivant :
∂ρ
∂t
+
∂ρui
∂xi
= Γ (6.46)
∂
∂t
ρYk +
∂
∂xi
(ρuiYk + Ji,k) = δk,FΓ (6.47)
∂
∂t
n˘l +
∂
∂xi
n˘lu˘l,i = 0 (6.48)
∂
∂t
ρlα˘l +
∂
∂xi
ρlα˘lu˘l,i = −Γ (6.49)
∂
∂t
ρE +
∂
∂xi
(ui (ρE + P )− τijuj + qi) = Π+Υ (6.50)
∂
∂t
ρlα˘lh˘s,l +
∂
∂x
ρlα˘lu˘lh˘s,l = −Π (6.51)
où Υ = Γu˘l,iui. Les Eq. 6.46 à 6.51 représentent respectivement la conservation de la masse totale
gazeuse, la masse des espèces, la masse totale liquide, la densité de gouttes, l’énergie totale gazeuse et
l’enthalpie sensible liquide. On applique la moyenne volumique définie par l’Eq. 6.10 sur le domaine
de calcul périodique. En vertu du théorème de Green-Ostrogradski, 〈div ·〉v ≡ 0 pour chaque second
terme des Eq. 6.46–6.51. Le volume V étant fixe, la dérivée temporelle peut être sortie de l’intégrale :〈
∂
∂t ·
〉
v
≡ ddt 〈·〉v Les bilans instantanés s’expriment alors de la façon suivante :
d
dt
〈ρ〉v = 〈Γ〉v (6.52)
d
dt
〈ρYk〉v = δk,F 〈Γ〉v (6.53)
d
dt
〈n˘l〉v = 0 (6.54)
d
dt
〈ρlα˘l〉v = −〈Γ〉v (6.55)
d
dt
〈ρE〉v = 〈Π〉v + 〈Υ〉v (6.56)
d
dt
〈
ρlα˘lh˘s,l
〉
v
= −〈Π〉v (6.57)
Variation temporelle de la moyenne = Terme source moyen+ Err.
Pour la densité de gouttes (Eq. 6.54), le bilan s’exprime simplement par une variation nulle du nombre
de gouttes moyen dans le domaine. D’après la Fig. 6.5, cette condition est parfaitement respectée par le
code.
L’erreur de conservation Err. s’exprime par la différence entre le terme de gauche et le terme de droite
des Eq. 6.52–Eq.6.57. On définit l’erreur relative comme le rapport entre Err. et le terme de gauche. La
Fig. 6.6 montre que le bilan instantané d’énergie gazeuse est fermé avec une précision relative inférieure
à 3.10−10. Les bilans instantanés des autres variables se trouvent dans l’annexe A. Pour la masse liquide,
la masse de vapeur d’eau et l’enthalpie liquide (Fig. A.2–A.4), l’erreur relative est inférieure à 3.10−10.
Le maximum d’erreur est obtenu pour la masse totale gazeuse dont l’erreur maximale est de 6.10−8.
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FIG. 6.5 - Évolution temporelle de la densité moyenne de gouttes
La propriété de conservativité du code est donc rigoureusement assurée pour la masse et l’énergie
quelle que soit la phase.
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FIG. 6.6 - Bilan instantané d’énergie gazeuse (a.) et erreur relative (b.)
6.5 Comparaison avec l’approche lagrangienne
AVBP version 4.8 a été couplé au solveur lagrangien SPARTE de l’ONERA par Harran-Klotz et Ville-
dieu [98]. Afin de comparer l’approche eulérienne (EE) adoptée ici à l’approche lagrangienne (EL) (cf.
section 3.1), la configuration présentée dans ce chapitre a été calculée avec AVBP-SPARTE par l’ONERA
dans le cadre du PRC Combustion [60]. Le Tab. 6.6 résume les caractéristiques respectives du calcul EE
avec AVBP (version TPF) et EL avec AVBP-SPARTE. SPARTE n’étant pas parallèle, la résolution 323 et
le schéma numérique Lax-Wendroff ont été retenus pour la simulation car ces paramètres représentent
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un faible temps de calcul. Au nombre de Reynolds choisi (Ret = 32.1), cette résolution est toutefois un
peu faible pour réaliser une véritable DNS (cf. Eq. 6.26). En revanche, la résolution 643 avec le schéma
TTGC ne pose pas de problème pour AVBP TPF qui est massivement parallèle. Ces paramètres ont donc
été retenus pour le calcul EE car ils permettent une simulation plus réaliste. En dépit de ces différences,
les conditions physiques sont les mêmes (cf. Tab. 6.4). On cherche alors à comparer les deux calculs sur
certaines grandeurs moyennes caractéristiques.
Euler-Lagrange Euler-Euler
Code de calcul : AVBP-SPARTE AVBP TPF
Couplage numérique : 2 codes par échanges de fichiers code unique
Parallélisme : non parallèle massivement parallèle
Nombre de cellules : 323 643
Résolution spatiale : ∆x = 0.196mm ∆x = 0.0982mm
Schéma numérique : Lax-Wendroff TTGC
TAB. 6.6 - Caractéristiques du calcul AVBP-SPARTE [98] en Euler-Lagrange et du calcul AVBP TPF en
Euler-Euler
La Fig. 6.7a représente l’évolution temporelle de l’énergie cinétique turbulente de la phase gazeuse et
de la phase liquide. L’écart sur l’évolution de l’énergie turbulente gazeuse montre que la phase gazeuse
n’est pas calculée de la même façon par les deux codes, ce qui rend la comparaison délicate. On note
néanmoins que la différence d’énergie cinétique entre les deux phases est plus grande dans la simulation
lagrangienne. D’après Kaufmann [110], le terme d’énergie décorrélée qRUM devrait contribuer à l’énergie
cinétique totale des particules et permettre de retrouver le niveau prédit par la simulation lagrangienne.
Dans le cas présent, l’énergie décorrélée reste négligeable car les termes de production ne compensent
pas le terme de destruction par la traînée (courbes non présentées). Ce problème doit faire l’objet d’une
investigation future. Toutefois, le nombre de Stokes étant assez faible (St0 = 0.261), on peut supposer
que le défaut de représentation du mouvement décorrélé a un effet de second ordre sur le mouvement
mésoscopique et que les caractéristiques principales de la phase dispersée sont correctement décrites.
La Fig. 6.7b illustre les effets des transferts de chaleur par évaporation sur la température des phases
gazeuses et liquides. Les deux codes prédisent de façon similaire la phase de préchauffage qui amène
la température liquide à une valeur d’équilibre (cf. section 3.3.2). On note cependant que les variations
des statistiques lagrangiennes se traduisent par des oscillations sur 〈Tl〉v. Concernant la phase gazeuse,
la diminution de température due à l’évaporation du nuage de gouttes est prédite de façon semblable par
les deux codes.
Une fois la phase de préchauffage liquide terminée, l’évaporation se traduit par une diminution du
carré du diamètre de goutte suivant la loi linéaire du d2 (cf. section 3.3.2). Cette décroissance est prédite
de manière identique par AVBP TPF et AVBP-SPARTE (cf. Fig. 6.8a). La Fig. 6.8b illustre la variation du
Reynolds de goutte moyen. Red traduit à la fois les effets de la vitesse de glissement entre phases us et
de l’évaporation via le diamètre de goutte (Red = usd/ν). Dans les premiers instants, les deux codes
prédisent une augmentation de Red qui correspond à l’apparition d’une vitesse relative entre phases.
Pour les deux codes, la valeur maximale de Red est proche et ce maximum est atteint pour un temps de
simulation semblable. Par la suite, le Reynolds de goutte diminue pour deux raisons. Premièrement, le
diamètre de goutte décroît par évaporation. Deuxièmement, cette diminution entraîne une décroissance
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FIG. 6.7 - Énergie cinétique turbulente (a.) et températures moyennes gazeuse et liquide (b.) calculées par
AVBP TPF en Euler-Euler et par AVBP couplé à SPARTE [98] (code ONERA) en Euler-Lagrange
du temps de relaxation des particules qui correspond à un effet plus grand de la traînée sur la phase
dispersée. Comme l’atteste la courbe de qs tracée sur la Fig. 6.7a, la vitesse de glissement se trouve alors
réduite et contribue à la diminution de Red. Dans cette phase décroissante, l’écart de Red entre le calcul
lagrangien et eulérien est attribué au fait que la dynamique de particules est un peu plus forte dans le cas
lagrangien (cf. Fig. 6.7a, courbes qp).
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FIG. 6.8 - Surface de goutte moyenne sans dimension (a.) et Reynolds de goutte moyen (b.) calculés par
AVBP TPF en Euler-Euler et AVBP-SPARTE [98] (code ONERA) en Euler-Lagrange
La Fig. 6.9 représente des coupes instantanées de la position des particules (Fig. 6.9a) et de la densité
volumique de gouttes (Fig. 6.9b). Étant donné les différences entre les paramètres de simulation, on
se limite à une comparaison qualitative. Les deux coupes présentent une analogie dans la forme que
prennent les hétérogénéités de la concentration particulaire : les particules se retrouvent agrégées dans
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des fronts plissés par les structures turbulentes. Dans les deux cas, on observe des régions assez vastes
où la concentration de particules est très faible. Ce phénomène appelé ségrégation est étudié dans la
section 6.6.
a. b.
FIG. 6.9 - Coupe instantanée de la position des particules lagrangiennes calculées par AVBP-SPARTE (données
ONERA) (a.) et de la densité de gouttes calculée par AVBP TPF en Euler-Euler (b.)
6.6 Analyse des mécanismes de production et de destruction de la va-
riance de vapeur
6.6.1 Rôle de la concentration préférentielle des gouttes
La Fig. 6.10 illustre la décroissance de la masse volumique du nuage de gouttes par évaporation au
profit de la masse volumique de vapeur d’eau. La fluctuation de ρlα˘l, liée à la ségrégation des goutte-
lettes, entraîne une fluctuation de ρY dans la phase gazeuse. Février [73, 75] montre que la ségrégation
est un phénomène qui apparaît pour les nombres de Stokes intermédiaires (proche de l’unité). D’après
Maxey [152] et Squires et Eaton [249], les particules ont tendance à s’accumuler dans les zones de faible
vorticité et de fort cisaillement du champ gazeux. Ce phénomène s’explique par un mécanisme de centri-
fugation qui tend à éjecter les particules du coeur des tourbillons dont l’échelle de temps caractéristique
est comparable au temps de relaxation particulaire.
La Fig. 6.11 illustre les effets de concentration préférentielle observés dans le calcul AVBP à
t/τε,0 = 1.23. On constate que les tourbillons les plus intenses génèrent des régions vides de particules
(Fig. 6.11a). Ces dernières se retrouvent concentrées dans des fronts situés dans les zones de faible
vorticité (Fig. 6.11b).
Afin de quantifier la corrélation entre les grandeurs fluctuantes jouant un rôle dans la dispersion de
carburant, on calcule les coefficients de corrélations linéaires pour chaque couple de ces grandeurs. À
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FIG. 6.10 - Évolution temporelle des moyennes et fluctuations de la masse volumique du nuage de gouttes et de la
masse volumique de vapeur
a. b.
FIG. 6.11 - Phénomène de concentration préférentielle : les particules sont éjectées des zones de forte vorticité
(a.) (iso-contours de densité de gouttes inférieure à 〈n˘l〉 − n˘′l) et s’accumulent dans les zones de faible vorticité
(b.) (iso-contours de densité de gouttes supérieure à 〈n˘l〉+ n˘′l)
partir de l’équivalence entre moyenne statistique et moyenne volumique (cf. section 6.1.3), le coefficient
de corrélation entre les variables φ1 et φ2 est calculé de la manière suivante :
R (φ1,φ2) =
covar (φ1,φ2)√
var (φ1) var (φ2)
=
〈φ1φ2〉v − 〈φ1〉v 〈φ2〉v√(〈
φ21
〉
v
− 〈φ1〉2v
)(〈
φ22
〉
v
− 〈φ2〉2v
) (6.58)
Le coefficient de corrélation (ou corrélation), compris entre −1 et 1, évalue le degré de dépendance
linéaire entre φ1 et φ2. Une corrélation proche de 1 signifie que φ1 évolue linéairement avec φ2. Une
corrélation proche de −1 correspond à la relation linéaire inverse. Si les variables sont indépendantes la
corrélation vaut 0 (sans que la réciproque soit vraie).
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La corrélation des fluctuations de densité de gouttes et de vorticitéR(ω, n˘l) est tracée sur la Fig. 6.12.
Sa valeur reste négative tout au long de la simulation, ce qui confirme que les fortes densités de gouttes
sont associées aux faibles vorticités, bien que la relation ne soit pas linéaire. Par ailleurs, la Fig. 6.12
montre que le taux d’évaporation Γ (proportionnel à n˘l) est fortement corrélé à la fraction massique de
vapeur d’eau. Autrement dit, les zones de forte concentration de vapeur coïncident avec les régions où le
taux d’évaporation est grand, c.-à-d. où la phase dispersée est densément peuplée. Ainsi, le coefficient de
corrélation vapeur-gouttesR(Y, n˘l) reste proche de l’unité. La conséquence du mécanisme de concentra-
tion préférentielle de la phase dispersée est de produire de la vapeur dans les régions de faible vorticité,
comme l’atteste la courbe négative de R(Y,ω). Toutefois, en particulier après la fin de l’évaporation,
R(Y,ω) diminue car la vapeur de carburant est homogénéisée par diffusion moléculaire.
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FIG. 6.12 - Évolution temporelle de différents coefficients de corrélation : vorticité–densité de gouttes, densité de
gouttes–taux d’évaporation, taux d’évaporation–fraction de vapeur, fraction de vapeur–densité de gouttes, taux
d’évaporation–vorticité et fraction de vapeur–vorticité (les coefficients faisant intervenir la phase dispersée sont
tracés jusqu’au temps d’évaporation)
6.6.2 Bilan de variance de vapeur
Afin de quantifier les termes responsables des variations temporelles de la variance de vapeur Y ′2, on
cherche à établir son bilan instantané de conservation.
En utilisant l’équivalence entre moyenne statistique et moyenne volumique (cf. section 6.1.3), on écrit
la variance de la fraction massique de vapeur de la façon suivante :
Y ′2 = var(Y ) =
〈
Y 2
〉
v
− 〈Y 〉2v (6.59)
En dérivant l’Eq. 6.59 par rapport au temps, on obtient la variation temporelle de Y ′2 :
d
dt
Y ′2 =
d
dt
〈
Y 2
〉
v
− 2 〈Y 〉v
d
dt
〈Y 〉v (6.60)
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On rappelle les équations de conservation de la masse totale et de la masse de vapeur respectivement :
∂ρ
∂t
+
∂
∂xi
ρui = Γ (6.61)
∂ρY
∂t
+
∂
∂xi
ρY ui = −∂Ji,F
∂xi
+ Γ (6.62)
avec Ji = −ρDWH2OW ∂X∂xi et sans vitesse de correction grâce au choix des nombres de Schmidt (cf.
section 6.2.1). À partir des Eq. 6.62 et 6.61, on déduit l’équation de transport de la fraction massique de
vapeur :
∂Y
∂t
+ ui
∂
∂xi
Y = −1
ρ
∂Ji
∂xi︸ ︷︷ ︸
Tdiff
+(1− Y ) Γ
ρ︸ ︷︷ ︸
Tevap
(6.63)
où Tdiff et Tevap sont les taux de variation de fraction massique de vapeur par diffusion moléculaire et
par évaporation respectivement. En multipliant l’Eq. 6.63 par 2Y , on obtient l’équation de transport du
carré de la fraction massique de vapeur :
∂Y 2
∂t
+ ui
∂
∂xi
Y 2 = 2Y Tdiff + 2Y Tevap (6.64)
En moyennant les Eq. 6.63 et 6.64 sur le volume V du domaine de calcul, on a respectivement :〈
∂Y
∂t
〉
v
+
〈
ui
∂
∂xi
Y
〉
v
= 〈Tdiff〉v + 〈Tevap〉v (6.65)〈
∂Y 2
∂t
〉
v
+
〈
ui
∂
∂xi
Y 2
〉
v
= 2 〈Y Tdiff〉v + 2 〈Y Tevap〉v (6.66)
On note que : 〈
ui
∂
∂xi
Y 2
〉
v
= 2
〈
Y ui
∂
∂xi
Y
〉
v
= −2 〈Y Tconv〉v (6.67)
avec : Tconv = −ui ∂Y
∂xi
(6.68)
où Tconv est la variation convective de la fraction de vapeur. Le volume V étant fixe, la dérivée temporelle
peut être sortie de l’intégrale :
〈
∂
∂t ·
〉
v
≡ ddt 〈·〉v. Les Eq. 6.65 et 6.66 se mettent alors sous la forme :
d
dt
〈Y 〉v = 〈Tconv〉v + 〈Tdiff〉v + 〈Tevap〉v (6.69)
d
dt
〈
Y 2
〉
v
= 2 〈Y Tconv〉v + 2 〈Y Tdiff〉v + 2 〈Y Tevap〉v (6.70)
D’après l’Eq. 6.60, en prenant (Eq. 6.66) − 2 〈Y 〉v × (Eq. 6.65), on obtient le bilan instantané de
variance de la fraction massique de vapeur :
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d
dt
Y ′2 = εconv + εdiff + Pevap (6.71)
avec : εconv = 2 〈Y Tconv〉v − 2 〈Y 〉v 〈Tconv〉v = 2
〈
Y ′T ′conv
〉
v
(6.72)
εdiff = 2 〈Y Tdiff〉v − 2 〈Y 〉v 〈Tdiff〉v = 2
〈
Y ′T ′diff
〉
v
(6.73)
Pevap = 2 〈Y Tevap〉v − 2 〈Y 〉v 〈Tevap〉v = 2
〈
Y ′T ′evap
〉
v
(6.74)
où εconv, εdiff et Pevap sont des termes de (double) covariance. εconv est la variation par la corrélation
des fluctuations de fraction de vapeur et de flux convectif. εdiff représente la dissipation par diffusion
moléculaire (cf. remarque ci-dessous). Pevap est le terme de production par la corrélation des fluctuations
de fraction de vapeur et de taux de production de vapeur par évaporation.
Remarque : Étant donné que la fraction massique de vapeur reste faible (≤ 1%), on peut supposer :
W = cste = Wair (6.75)
ρ = cste = ρ0 (6.76)
En rappelant que ρD = µSc avec la viscosité µ fixée constante dans cette étude, on a :
εdiff ≈ 2µρ0Sc
[〈
Y
∂2Y
∂xi∂xi
〉
v
− 〈Y 〉v
〈
∂2Y
∂xi∂xi
〉
v
]
(6.77)
En appliquant le théorème de Green-Ostrogradski et en rappelant que le domaine de calcul est périodique,
on a : 〈
∂2Y
∂xi∂xi
〉
v
=
∫∫
A
∂Y
∂xi
nidA ≡ 0 (6.78)
oùA représente la frontière du domaine de calcul et n la normale à cette frontière. En utilisant la propriété
de négativité de l’opérateur laplacien, εdiff s’écrit finalement :
εdiff ≈ − 2µρ0Sc
〈
∂Y
∂xi
∂Y
∂xi
〉
v
≤ 0 (6.79)
εdiff est donc bien un terme de dissipation. Il est analogue au taux de dissipation scalaire χ utilisé dans
la modélisation des flammes de diffusion et dans le cas présent non-réactif, la fraction de vapeur est
équivalente à la fraction de mélange. Réveillon et Vervisch [204] ont dérivé l’équation de conservation
de la variance de la fraction de mélange en tenant compte de l’évaporation. La forme de cette équation
diffère légèrement celle de l’Eq. 6.71 car ils utilisent une moyenne de Favre alors que la dérivation
présentée ici est basée sur une moyenne de Reynolds. À partir de résultats DNS de THI temporellement
décroissantes, ces auteurs proposent un modèle prédisant les fluctuations de fraction de mélange destiné
aux codes LES ou RANS.
Les différents termes de l’Eq. 6.71 sont tracés sur la Fig. 6.13. On constate que le terme convectif
εconv reste négligeable. Le terme d’évaporation Pevap est seul responsable de la production de Y ′2 et
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FIG. 6.13 - Bilan instantané de variance de la fraction massique de vapeur
s’oppose au terme de dissipation par diffusion moléculaire εdiff . Pour un temps de simulation inférieur
à 1.5τε, Pevap est supérieur à −εdiff ce qui crée de la variance de vapeur. Selon la loi du d2, le taux
d’évaporation Γ diminue en racine carré du temps après la phase de préchauffage (cf. section 6.5). Pour
t > 1.5τε, la contribution de Γ dans Pevap n’est plus suffisante pour compenser la dissipation εdiff et le
bilan de Y ′2 devient négatif. Ce comportement est conforme aux observations faites par Mashayek dans
une étude DNS Euler-Lagrange de gouttelettes en évaporation dans une THI forcée [148]. Au delà du
temps d’évaporation (tevap = 2.5τε), la fraction de vapeur devient un scalaire passif et la dissipation
moléculaire est le seul terme contribuant au bilan (εconv ≈ 0) :
d
dt
Y ′2 = εdiff (6.80)
L’Eq. 6.80 est similaire à l’Eq. 6.17 décrivant la décroissance de l’énergie cinétique turbulente. On définit
l’échelle de temps τε,D caractéristique des fluctuations de fraction de vapeur par : τε,D = Y ′2/|εdiff |. La
Fig. 6.14 montre qu’au-delà du temps d’évaporation, τε,D suit une croissance linéaire semblable à l’évo-
lution théorique de τε prédite l’Eq. 6.19. Dans ce cas, la constante du modèle vaut Cε,D = 0.54, proche
de la valeur Cε = 0.50 mesurée pour le temps turbulent dynamique. Cette observation est conforme à
l’existence d’un rapport constant (proche de 1) entre les échelles de temps du champ dynamique et du
champ d’un scalaire passif (cf. Schiestel [221]).
Note : Le fait que l’erreur de fermeture du bilan de Y ′2 (Fig. 6.13) soit assez importante (en parti-
culier durant la phase d’évaporation) n’est pas vraiment surprenant. D’une part, l’évaluation des termes
εconv et εdiff faisant intervenir les opérateurs de gradient et de divergence est réalisée à l’aide d’un lo-
giciel de visualisation (Ensight) et non par les opérateurs d’AVBP. D’autre part, le bilan est construit à
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FIG. 6.14 - Évolution temporelle de l’échelle de temps des fluctuations de vapeur
partir du carré de la fraction massique de vapeur qui n’est pas une variable transportée par le code et la
forme continue de l’Eq. 6.71 n’est pas résolue explicitement. Une fermeture faisant apparaître l’erreur du
schéma numérique pourrait être obtenue en écrivant le bilan sous forme discrète par la méthode décrite
dans la section 6.3.
6.6.3 Bilan de covariance de densité de gouttes-fraction de vapeur
En appliquant la méthode décrite ci-dessus au produit n˘lY , on obtient le bilan instantané de cova-
riance de concentration de gouttes–fraction de vapeur :
d
dt
〈
n˘′lY
′〉
v
= εconv + εslip + εdiff + Pevap (6.81)
avec : εconv = −n˘l,0 〈Tconv〉v (6.82)
εslip =
〈
Y
∂
∂xi
n˘lus,i
〉
v
= −
〈
n˘lus,i
∂Y
∂xi
〉
v
(6.83)
εdiff = 〈n˘lTdiff〉v − n˘l,0 〈Tdiff〉v =
〈
n˘′lT ′diff
〉
v
(6.84)
Pevap = 〈n˘lTevap〉v − n˘l,0 〈Tevap〉v =
〈
n˘′lT ′evap
〉
v
(6.85)
où us,i est la vitesse relative gaz/liquide (ou vitesse de glissement) définie par : us,i = ui − u˘l,i. n˘l,0
est le nombre de gouttes moyen dans le domaine : n˘l,0 = 〈n˘l〉v = cste. εconv représente l’effet du
transport convectif de la fraction de vapeur. εdiff et Pevap sont des termes de covariance qui représentent
respectivement la dissipation par diffusion moléculaire et la production par la corrélation des fluctuations
de densité de gouttes et de taux d’évaporation. Par rapport au bilan de variance de vapeur (Eq. 6.71), εslip
est un terme supplémentaire qui traduit l’effet de la vitesse de glissement entre phases.
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Ces différents termes sont tracés sur la Fig. 6.15. Comme attendu, le terme convectif εconv reste né-
gligeable. On retrouve l’effet des termes εdiff et Pevap qui sont des termes de dissipation et de production
de variance respectivement. Le terme dû au glissement entre phases εslip représente une source positive
de covariance tout au long du calcul et contribue pour une part relativement importante dans le bilan. Ce
résultat pourrait sembler surprenant dans la mesure où la vitesse de glissement est associée à une sépa-
ration des trajectoires gazeuse et liquide donc à une décorrélation des champs scalaires des deux phases.
En réalité, εslip > 0 traduit le fait que les gradients positifs de fraction de vapeur ( ∂Y∂xi > 0) sont associés
à des flux de gouttes relatifs liquide/gaz positifs (−n˘lus,i > 0). Autrement dit, les gouttes qui vont plus
vite que le gaz (us,i < 0) génèrent des fronts de fraction croissante de vapeur par évaporation dans la
direction i. À l’inverse, celles qui vont moins vite (us,i > 0) induisent des fronts décroissants dans la
direction i.
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FIG. 6.15 - Bilan instantané de la covariance densité de gouttes–fraction massique de vapeur
6.7 Taux d’évaporation filtré en LES
Dans la section 4.4.5, on a écrit le taux d’évaporation filtré en LES de la manière suivante :
Γ = pin˘ld˘ Sh [ρDF ] ln (1 +BM ) (6.86)
approximation : ΓLES ≈ pinld˘ Sh µScF ln
(
1 +BM
)
(6.87)
avec : BM ≈ YF,ζ(T̂l)− Y˜F
1− YF,ζ(T̂l)
(6.88)
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où Sh = 2 dans le cas présent. Afin de vérifier la validité de l’approximation de l’Eq. 6.87, on compare
les expressions des Eq. 6.86 et 6.87 en évaluant les valeurs filtrées par moyenne volumique sur le domaine
de calcul. La Fig. 6.16 montre que l’Eq. 6.87 est une approximation valable pour le taux d’évaporation
filtré quel que soit le temps du calcul.
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FIG. 6.16 - Comparaison entre le taux d’évaporation moyen 〈Γ〉v et le taux d’évaporation ΓLES calculé à partir
des variables moyennes
6.8 Conclusion
La THI diphasique avec évaporation met en évidence l’existence d’interactions complexes entre la
turbulence du gaz, la dynamique des gouttes et la variance du champ de vapeur produit. Ces interactions
mettent en jeu des effets inertiels, diffusifs ainsi que des transferts de quantité de mouvement, d’énergie
et de masse entre phases. Tous ces phénomènes sont pris en compte par le modèle diphasique eulérien
implanté dans AVBP.
Du point de vue de la validation, plusieurs points ont été traités. Concernant la dynamique de la phase
gazeuse, un bilan d’énergie cinétique incluant l’effet de l’évaporation est présenté. La conservativité du
code pour la masse et l’énergie de chaque phase a été vérifiée par des bilans intégraux instantanés. Le
calcul Euler-Euler a été comparé à une simulation lagrangienne. Concernant l’évolution temporelle de
certaines grandeurs moyennes telles que la température, le diamètre et le Reynolds des gouttes, l’accord
est bon. Des différences ont été notées sur la dynamique moyenne de la phase dispersée bien que les
champs de densité de gouttes obtenus soient qualitativement comparables. À travers l’écriture d’une
équation de bilan pour la variance de vapeur, on a montré la capacité d’AVBP à prédire le mélange
turbulent d’un nuage de gouttes qui s’évapore en configuration homogène. Le rôle du phénomène de
concentration préférentielle des gouttes dans la production de variance de vapeur a été mis en évidence
ainsi que les effets compétitifs du transfert de masse par évaporation et de la diffusion moléculaire.
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Cet exercice de validation pourrait être étendu à certains points qui n’ont pas été abordés. Par exemple,
une étude spectrale permettrait de comprendre à quelles échelles se font les transferts entre phases afin
d’évaluer l’importance de modéliser les termes de sous-maille négligés dans le modèle LES de la phase
dispersée (cf. section 4.4). Par ailleurs, les transferts de chaleur n’ont pas été analysés ici. En particulier,
l’étude de l’effet du spray sur le champ de température de la phase gazeuse présente un intérêt dans les
écoulements chargés où l’on s’attend à observer des phénomènes de saturation locale en fonction des
fluctuations de fraction volumique et de température. Enfin, dans la perspective de l’extension du modèle
Euler-Euler d’AVBP aux écoulements polydisperses, le modèle de Mossa [173] pourrait être testé dans
cette configuration et comparé au modèle modèle Euler-Lagrange récemment implanté dans AVBP par
M. García au cours de sa thèse [84, 207].
156
Chapitre 7
Flammes laminaires diphasiques
7.1 Introduction
7.1.1 Intérêt de l’étude
Comme le montre la section 1.2.1, la combustion diphasique est un phénomène complexe. On re-
cherche donc des situations où le problème se présente sous une forme simplifiée, tant du point de vue de
la théorie que du calcul numérique. La flamme plane laminaire diphasique est une simplification majeure
qui présente plusieurs intérêts :
– elle prend en compte des caractéristiques essentielles de la combustion de spray en représentant la
flamme comme la propagation d’une onde où interviennent la cinétique chimique, le transport et
l’évaporation de gouttes de carburants, les flux d’espèces et de chaleur dans le gaz, etc. ;
– elle permet la comparaison entre les études théoriques, expérimentales et numériques ;
– elle se prête facilement aux études paramétriques qui fournissent des informations précieuses sur
la physique et les limites des modèles théoriques et numériques ;
– bien que l’approche de type flammelettes ne soit pas aussi évidente que pour la combustion ga-
zeuse, cette flamme peut servir d’élément de base pour bâtir un modèle de combustion diphasique
turbulente (cf. section 4.6).
Dans le cadre de ce travail, les calculs de flammes planes sont orientés vers l’application du code
AVBP aux simulations tridimensionnelles turbulentes présentées dans la partie III. Dans un premier
temps, on cherche à valider le code sur la base d’une solution analytique (flamme diphasique homo-
gène). Dans un second temps, on étudie le mode de combustion rencontré dans les calculs LES et on
analyse le comportement du modèle de flamme épaissie en prévision de ces calculs (flamme diphasique
saturée).
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7.1.2 Classification des flammes laminaires diphasiques
Les auteurs proposent différents niveaux de classement pour décrire les flammes laminaires dipha-
siques. Williams [269] distingue les flammes homogènes des flammes hétérogènes. En comparant le
temps convectif du spray τconv = D/SL avec le temps d’évaporation τevap, la Fig. 7.1 illustre la diffé-
rence entre :
• La flamme homogène (ou flamme à prévaporisation). Le front de flamme se situe dans une région pu-
rement gazeuse car le temps convectif permet l’évaporation totale du spray de carburant (τconv ≥
τevap) ;
• La flamme hétérogène . Le front de flamme rencontre un écoulement diphasique car le temps d’éva-
poration est supérieur (τevap →∞ dans le cas de la flamme saturée présenté ci-dessous) au temps
de convection du spray (τconv < τevap).
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FIG. 7.1 - Schéma de la flamme diphasique monodimensionnelle : flamme homogène (en haut) et flamme
hétérogène (en bas)
Dans la catégorie des flammes hétérogènes, Ben Dakhlia [20] fait une distinction théorique entre deux
types pour les flammes planes non étirées :
• La flamme saturée. Lorsque le mélange injecté est froid ou lorsque le carburant est peu volatil, la
pression partielle de carburant à la surface des gouttes1 est faible. Lorsque la pression partielle dans
le gaz environnant tend vers cette valeur de surface, le taux d’évaporation des gouttes tend vers
zéro : le mélange est dit saturé. Du point de vue de l’évaporation (et non de la chimie), l’état amont
est à l’équilibre thermodynamique et ne varie plus en espace. En pénétrant dans le front de flamme,
les gouttes voient leur température augmenter au contact des gaz chauds et le mélange n’est plus
à l’équilibre : l’évaporation reprend et produit la vapeur de carburant qui alimente la réaction
chimique. La flamme saturée peut donc être vue comme une onde de déflagration se propageant
dans un milieu (diphasique) infini. Elle est stationnaire lorsque la vitesse de l’écoulement infini
1égale à la pression de vapeur saturante imposée par la loi de Clapeyron (cf. section 3.3.2)
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amont est égale à la vitesse de propagation du front de flamme. Sur ce plan, elle présente une
analogie avec la flamme gazeuse de prémélange.
• La flamme ancrée. L’état amont est un mélange diphasique non-saturé qui impose une frontière
amont située à une distance finie du front de flamme. Dans ce cas, l’évaporation du spray débute
dès la condition d’entrée et la flamme se stabilise à l’endroit où la vitesse de propagation (qui
varie avec la fraction de carburant évaporé) est égale à celle du spray. Contrairement à la flamme
plane saturée, le caractère propagatif de la flamme ancrée ne peut pas être clairement défini car
il est impossible de déterminer un état amont non perturbé. On ne peut donc pas lui associer
une véritable vitesse de flamme. Par conséquent, ce type de configuration est moins propice à la
validation et n’a pas été retenu dans cette étude.
7.1.3 Précédents travaux
Bien qu’elles présentent un intérêt dans la modélisation de la combustion diphasique turbulente
(cf. section 7.1.1), les flammes laminaires diphasiques non étirées ont fait l’objet de relativement peu
d’études. La rareté des résultats expérimentaux tient aux difficultés de créer les conditions pour de telles
flammes et de réaliser des mesures précises. Les résultats théoriques se limitent souvent à des cas où la
proportion de carburant liquide dans le mélange initial est faible. La simplicité des modèles d’évaporation
et de combustion réduit ces études à des analyses qualitatives. Sur le plan numérique, les études exis-
tentes visent principalement à modéliser et analyser certains effets complexes comme la chimie détaillée,
la polysdispersion du spray, etc., dans des configurations simplifiées.
Études expérimentales
Hayashi et Kumagai [101] ont étudié la combustion de mélanges saturés de gouttes et vapeur d’étha-
nol dans de l’air au moyen d’une chambre de Wilson. Le dispositif permet de générer par condensation
un brouillard saturé quasiment monodisperse dont la teneur en carburant liquide reste faible. Ces auteurs
observent que la présence de carburant liquide diminue la vitesse de flamme pour les mélanges pauvres
ou stœchiométriques et l’augmente très légèrement en régime riche. Hayashi et al. [102] fournissent
des résultats pour l’éthanol et le n-octane. Leur étude met en évidence un diamètre de goutte au-dessus
duquel la vitesse de flamme augmente en régime riche par rapport au cas monophasique. Ils attribuent
cette observation à un effet d’augmentation de la surface effective du front de flamme en présence de
gouttelettes suffisamment grosses.
Ballal et Lefebvre [17] ont mesuré la vitesse de propagation laminaire d’une flamme plane dans des
mélanges pauvres et stœchiométriques pour divers carburants en minimisant les effets de gravité grâce
à un dispositif de chute libre. La proportion de carburant liquide dans le mélange initial varie sur une
large gamme et le diamètre moyen de Sauter des gouttes (SMD) va de 30 µm à 150 µm. Quel que soit
le carburant, les auteurs observent une diminution de la vitesse de flamme d’autant plus grande que la
proportion initiale de liquide est élevée et que le SMD est important. Ils proposent une formule donnant
la vitesse de flamme diphasique à partir de la vitesse de flamme gazeuse en basant leur raisonnement
sur la comparaison des temps caractéristiques de la flamme. Dans une flamme monophasique, le temps
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de coincement τ∗q , caractéristique de la diffusion thermique dans le front de flamme, est égal au temps
chimique τc car il y a équilibre entre le dégagement de chaleur par réaction et les pertes par diffusion.
On en déduit l’expression suivante pour le temps chimique :
τc = τ∗q =
Dth
S∗L
2 (7.1)
où Dth et S∗L sont la diffusivité thermique et la vitesse de flamme laminaire monophasique respecti-
vement. Pour une flamme diphasique, le temps de coincement τq est fonction de la vitesse de flamme
laminaire diphasique SL :
τq =
Dth
SL
2 (7.2)
Les auteurs supposent par ailleurs que le temps de coincement de la flamme diphasique est la somme du
temps d’évaporation τe et du temps de chimique τc :
τq = τe + τc (7.3)
Ils évaluent le temps d’évaporation τe à partir de la loi du d2 basée sur un nombre de Spalding caractéris-
tique de chaque carburant. En combinant les Eq. 7.1–7.3, la vitesse de flamme diphasique est exprimée
alors par :
SL =
(
τe
Dth
+
1
S∗L
2
)− 12
(7.4)
Pour un temps d’évaporation court, cette relation prédit une vitesse de flamme proche de la vitesse de
flamme gazeuse. À l’inverse, la vitesse de flamme est déterminée par le temps d’évaporation lorsque
celui-ci est grand devant le temps chimique.
Études analytiques
Lin et al. [137] et Lin et Sheu [138] proposent une solution asymptotique de flamme hétérogène
qui suppose une vitesse de glissement nulle et une inflammation des gouttes lorsqu’elles traversent le
front de flamme. Par rapport à la combustion homogène, ils constatent une diminution de la vitesse
de flamme diphasique en régime pauvre mais une augmentation en régime riche pour des diamètres
de gouttes modérés. La principale limitation de leur approche est la faible teneur en carburant liquide
dans le mélange réactif. Leur solution analytique de la zone d’évaporation a été utilisée pour calculer la
flamme diphasique homogène présentée dans la section 7.2.
Silverman et al. [234, 235] et Greenberg et al. [95] ont analysé les flammes diphasiques laminaires
en prenant en compte les effets de coaelescence et de polydispersion par une approche sectionnelle [94]
dans laquelle le spray est divisée en sections contenant une classe de goutte traitée de façon séparée. Leur
étude envisage la combustion de gouttes isolées comme un des mécanismes influençant la propagation
de la flamme. Dans une étude complémentaire, Greenberg et al. [96] proposent d’appliquer un facteur
correctif sur la vitesse de flamme afin de prendre en compte l’augmentation due à la présence du spray
conforme à l’observation expérimentale de Hayashi et al. [102] mentionnée ci-dessus.
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Études numériques
Zhu et Rogg [273] ont simulé numériquement le problème traité de façon analytique par Silverman
et al. [234, 235]. Le spray est résolu avec une méthode lagrangienne où les aspects polydisperses sont
traités avec une approche de type Monte Carlo. La résolution de l’écoulement gazeux est assurée par le
code de flamme laminaire monodimensionnelle RUN-1DL avec une chimie simplifiée. Leur étude fait
apparaître un diamètre initial de goutte pour lequel la vitesse de flamme est maximale. Ils montrent par
ailleurs que l’approximation monodisperse est valable si la distribution initiale de diamètres ne présente
qu’un seul maximum.
Versaevel [259] a mené une étude en chimie complexe de flammes diphasiques non étirées sur une
grande plage de richesse, diamètre et teneur en carburant liquide. Le spray est résolu au moyen d’une
approche eulérienne en moyenne volumique2. Ses résultats présentent un bon accord avec les mesures
expérimentales de Ballal et Lefebvre [17]. Conformément aux résultats expérimentaux de Hayashi et
Kumagai [101] et Hayashi et al. [102], ils prédisent, par rapport à la flamme gazeuse, une diminution de
la vitesse de flamme en régime pauvre et une augmentation en régime riche. Ces effets sont d’autant plus
grand que le diamètre initial de gouttes est élevé et font apparaître une courbe de SL(φ) présentant une
forme en S près de la limite d’extinction riche. Enfin, l’auteur justifie l’importance de la prise en compte
de la vitesse de glissement dans la dynamique de la flamme.
Ben Dakhlia [20] a calculé des flammes de spray en chimie complexe au moyen d’une approche ciné-
tique eulérienne avec des propriétés de transport détaillées. Il confirme la déformation de la courbe SL(φ)
et l’augmentation de la limite d’extinction riche diphasique observées par Versaevel [259]. Il note que
ces effets sont d’autant plus grand que la teneur en carburant liquide est élevée. Ses résultats montrent
également que l’épaisseur de flamme augmente avec le diamètre d’injection en régime pauvre mais dé-
croît avec la richesse en régime riche.
Laurent et Massot [128, 129] ont clarifié le formalisme de l’approche sectionnelle initialement propo-
sée par Greenberg et al. [94]. Leur étude montre que le modèle eulérien sectionnel fournit des résultats
comparable à l’approche lagrangienne dans un calcul de flamme plane contre-courant polydisperse [128].
Ils montrent toutefois que la discrétisation au premier ordre de la distribution de taille de gouttes induit
une diffusion numérique importante.
Réveillon et Vervisch [205] ont réalisé des simulations numériques directes lagrangiennes de flammes
laminaires diphasiques en configuration bidimensionnelle. Leur analyse illustre l’effet de la richesse ini-
tiale du spray sur la structure de flamme. Elle montre ainsi la prédominance d’un régime de combustion
partiellement prémélangée avec une évolution vers une structure de flamme triple lorsque le cœur du
spray est suffisamment riche.
Les études monodimensionnelles présentées dans ce chapitre ne visent pas à tester une modélisation
fine de la physique. Il s’agit plutôt de montrer que le code LES, avec des modèles simples, est capable
de reproduire les caractéristiques essentielles de la combustion diphasique dans des configurations sim-
plifiées où la précision du calcul peut être facilement quantifiée.
2par opposition à l’approche statistique utilisée dans la présente étude (cf. chapitre 3)
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7.1.4 Equations de conservation
Les hypothèses du problème de flamme plane diphasique sont les suivantes :
– régime stationnaire,
– problème à une dimension,
– pas de gravité,
– échauffement visqueux négligeable.
Les équations de Navier-Stokes décrites dans la partie I se présentent alors sous la forme suivante :
Phase gazeuse :
d
dx
ρu = Γ (7.5)
d
dx
ρuYk = −dJx,kdx + δkFΓ+ ω˙k (7.6)
d
dx
ρu2 = −dP
dx
+
dτxx
dx
− Fd + Γu˘l (7.7)
d
dx
ρuE = −dPu
dx
− dqx
dx
+ Λ+ Φ+ u (Γu˘l − Fd) + ω˙T (7.8)
avec le flux visqueux τxx = 43µ
du
dx , le flux diffusif d’espèces Jx,k = ρYk
(
V kx + V cx
)
et le flux
diffusif de chaleur qx = −λdTdx +
∑N
k=1 Jx,khs,k. Ces flux ainsi que les différents termes sources
sont détaillés dans la partie I.
Phase liquide :
d
dx
n˘lu˘l = 0 (7.9)
d
dx
ρlα˘lu˘l = −Γ (7.10)
d
dx
ρlα˘lu˘
2
l = −Γu˘l − Fd (7.11)
d
dx
ρlα˘lu˘lh˘s,l = −Λ− Φ (7.12)
avec les conditions aux limites suivantes :
Entrée : injection (vitesse, température et composition fixées) d’un mélange diphasique non saturé,
dans le cas de la flamme homogène (section 7.2.4) ou saturé froid dans le cas de la flamme saturée
(section 7.3.1)
Sortie : pression imposée
162
7.2 Flamme diphasique homogène
7.2 Flamme diphasique homogène
7.2.1 Configuration
La flamme homogène est la configuration la plus simple incluant effets diphasiques et réaction de
combustion (cf. section 7.1.2). La Fig. 7.2 illustre le principe de ce type de flamme :
– une injection diphasique en x = x0 produisant un spray qui s’évapore intégralement avant x =
xev ;
– un écoulement purement gazeux parfaitement prémélangé (xev ≤ x < xf ) qui alimente une
flamme de prémélange gazeuse (x = xf ) ;
– un écoulement en aval de la flamme (xf < x ≤ x2) constitué de gaz brûlés à l’équilibre thermo-
dynamique en x = x2.
ev xf
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diphasique
Flamme de
prémélange
P2
LS
Gaz brulés
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P1
d’évaporation
Zone
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Région
gazeuse
x2
Equilibre
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x
FIG. 7.2 - Schéma de la flamme diphasique homogène
La section 7.2.2 précise les définitions des différentes richesses qui caractérisent un mélange dipha-
sique. La section 7.2.3 décrit la solution analytique du problème qui sert de référence pour évaluer les
prédictions du code AVBP. Enfin, après avoir fourni les paramètres du calcul (section 7.2.4), on présente
les résultats comparant les calculs AVBP à la solution analytique dans la section 7.2.5.
7.2.2 Définition des richesses pour un mélange diphasique
On rappelle l’Eq. 4.129 qui définit la richesse du mélange d’un carburant gazeux F avec l’oxydant O
contenu dans l’air :
φ = s
YF
YO
(7.13)
Afin de prendre en compte la contribution du carburant liquide à la richesse, on exprime la fraction
massique de carburant liquide (appelée aussi charge massique de liquide) :
YF,l =
masse de carburant liquide
masse du gaz
=
ρlα˘l
ρ
(7.14)
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La richesse liquide s’exprime alors comme :
φl = s
YF,l
YO
= s
ρlα˘l
ρYO
(7.15)
La somme de la fraction massique gazeuse et liquide de carburant est appelée fraction massique totale
de carburant et notée YF,t :
YF,t = YF + YF,l (7.16)
La somme de la richesse gazeuse et liquide définit la richesse totale du mélange diphasique :
φt = φ+ φl = s
YF,t
YO
= s
ρlα˘l
ρ + YF
YO
(7.17)
La richesse totale possède la propriété de rester constante dans un mélange diphasique qui est seulement
évaporé et convecté (sans diffusion moléculaire et sans différentiel de vitesse gaz/liquide). On définit
enfin le paramètre Ω qui compare la masse de carburant gazeux à la masse totale de carburant dans le
mélange :
Ω =
ρYF
ρlα˘l + ρYF
=
YF
YF,t
=
φ
φt
(7.18)
Ω permet de distinguer les flammes pour lesquelles l’injection est purement liquide (Ω =0 ) des flammes
purement gazeuses (Ω =1 ).
Lorsqu’on utilise les Eq. 7.13, 7.15 et 7.17 pour caractériser la richesse locale d’un écoulement ré-
actif, on rencontre un problème dans les gaz brûlés en régime riche où la fraction massique d’oxydant
tend vers zéro. Pour la richesse gazeuse, on préfère alors l’expression suivante basée sur la fraction de
mélange [197] :
φ =
z
1− z
1− zst
zst
(7.19)
où z est un scalaire passif normalisé définit par :
z =
sYF − YO + Y 0O
sY 0F + Y
0
O
(7.20)
où Y 0F est la valeur de YF dans l’écoulement amenant le carburant, Y
0
O est la valeur de YO dans l’écoule-
ment amenant l’oxydant et zst est la valeur de z à la stœchiométrie :
zst =
Y 0O
sY 0F + Y
0
O
(7.21)
Si on considère que le mélange est obtenu à partir d’un écoulement de JP10 pur et d’un écoulement d’air
pur, on a : Y 0JP10 = 1, Y
0
O = 0.233 et zst = 6.617× 10−2.
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Remarque : Imposer simplement φt(x = x0) = φt,0 en entrée ne suffit pas pour obtenir φev = φ(x =
xev) = φt,0 après évaporation totale du spray. En effet, contrairement au cas de la flamme de prémélange
gazeuse (cf. section 4.7) ou de la flamme diphasique saturée (cf. section 7.3), la condition d’entrée de
la flamme diphasique homogène comporte des gradients importants du fait de l’évaporation qui démarre
dès x = x0. En particulier, le gradient de fraction massique de carburant est responsable du flux diffusif
de carburant gazeux :
J0x,F = −
[
[ρDF ]
WF
W
∂XF
∂x
− ρVcYF
]
0
(7.22)
estimé ici par : J0x,F ≈ −
[
[ρDF ]
dYF
dx
]
0
(7.23)
où l’indice 0 désigne l’entrée. Afin de contrôler précisément le flux massique entrant de carburant, on
cherche à compenser le flux diffusif gazeux sortant J0x,F par le flux convectif gazeux entrant :
Gcx,F = [ρuY
c
F ]0 (7.24)
où la correction de fraction massique de carburant Y cF est telle que :
J0x,F +G
c
x,F = 0 (7.25)
La condition de l’Eq. 7.25 assure que la richesse gazeuse du mélange après évaporation complète est bien
égale à la richesse liquide du mélange injecté : φev = φt,0. En pratique, cette condition est appliquée en
corrigeant la fraction massique de carburant dans le mélange gazeux injecté de la manière suivante :
Y ′F,0 = YF,0 + Y
c
F (7.26)
où YF,0 est fonction de la richesse gazeuse d’injection φ0 (cf. Eq. 7.13) :
YF,0 =
φ0
s
YO,0 (7.27)
avec YO,0 la fraction massique d’oxydant en entrée (à ne pas confondre avec Y 0O dans l’Eq. 7.20).
7.2.3 Solution analytique
Les zones d’évaporation et de combustion étant séparées dans l’espace, on peut découper le problème
en deux sous-problèmes (cf. Fig. 7.2) :
P1 : un écoulement non réactif où le spray s’évapore dans l’air (x0 ≤ x < xev) ;
P2 : un écoulement purement gazeux où se propage une flamme de prémélange stationnaire (xev ≤ x ≤
x2).
Les deux problèmes sont raccordés en prenant la condition de sortie de P1 comme condition d’entrée pour
P2. La stationnarité du problème est assurée si la vitesse de propagation de la flamme de prémélange SL
est égale à la vitesse de l’écoulement en x = xev :
u(xev) = SL (7.28)
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La valeur SL peut être fournie par une formule analytique issue de l’analyse asymptotique telle que celle
proposée par Mitani [168]. Toutefois, pour faciliter la comparaison avec AVBP, SL a été fixée par le
calcul d’une flamme de prémélange gazeuse avec PREMIX (cf. section 4.7.2) à partir des conditions
obtenues en x = xev car elle est plus proche de la vitesse de flamme prédite par AVBP.
P1 : zone d’évaporation (x0 ≤ x < xev)
Cette section décrit de façon succinte la méthode de résolution analytique du problème d’évapora-
tion monodimensionnel proposée initialement par Lin et al. [137, 138]. La démonstration est détaillée
dans le rapport de stage de C. Saulnier [218]. La formulation présentée ici a été adaptée par l’auteur
au formalisme multi-espèces adopté dans les versions courantes d’AVBP. On rappelle les hypothèses
simplificatrices du problème :
– nombre de Spalding constant : BM = BM,0,
– température constante dans la phase liquide : T˘l = Tl,0,
– même vitesse pour les deux phases : St ≡ 0,
– pression constante : P = P0,
– régime stationnaire : ∂∂t ≡ 0,
– diffusion moléculaire suivant la loi de Fick avec un coefficient de diffusion : [ρDF ] = cste,
– diffusion thermique suivant la loi de Fourier avec une conductivité : λ = cste.
où l’indice 0 désigne les conditions d’entrée (cf. Fig. 7.2). Sous ces hypothèses, le problème est décrit
par le système suivant :
(ρ+ ρlα˘l)u = cste = F0 (7.29)
ρu
dYF
dx
− [ρDF ] d
2YF
dx2
= (1− YF )Γ (7.30)
ρu
dhs
dx
− λd
2T
dx2
= −(hs − h˘s,l)Γ (7.31)
où l’enthalpie du carburant liquide est constante et vaut : h˘s,l = hl,0 = hs,F (Tl,0) − Lv. On définit le
changement de variable suivant :
β =
1− Z
1− Z0 (7.32)
avec : Z =
ρ
ρ+ ρlα˘l
(7.33)
On note par ailleurs qu’on a α˘l(xev) = 0, d’où :
F0 = [ρu]ev (7.34)
où uev est donné par l’Eq. 7.28 et ρev vaut :
ρev =
P0W ev
RTev (7.35)
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oùW ev et Tev sont exprimés en fonction de YF,ev et hs,ev par :
W ev = YF,evWF + (1− YF,ev)Wair (7.36)
hs,ev = YF,ev hs,F (Tev) + (1− YF,ev)hs,air(Tev) (7.37)
où WF , Wair, hs,F (Tev) et hs,air(Tev) sont les masses molaires et les enthalpies sensibles à Tev du
carburant et de l’air respectivement. Dans l’Eq. 7.37, hs,ev et YF,ev sont évalués par les expressions
suivantes :
hs,ev = Z0hs,0 + (1− Z0)hl,0 (7.38)
YF,ev =
(
1 +
s
Y 0Oφt
)−1
(7.39)
L’Eq. 7.38 est obtenue par intégration de l’Eq. 7.31 entre x0 et xev en négligeant le flux conductif−λd2Tdx2 .
Dans l’Eq. 7.39, Y 0O2 est la fraction massique de dioxygène dans l’air : Y
0
O = Y
air
O2
= 0.233 et φt est la
richesse totale (cf. section 7.2.2). Enfin, on pose :
σY =
[ρDF ]
F0
et σT =
λ
F0
(7.40)
Avec le changement de variable (Eq. 7.32), on peut alors exprimer le système 7.29 – 7.31 sous la forme
suivante :
− dβ
dx
+ (1− Z0)β dβ
dx
=
A
T
β1/3 (7.41)
dYF
dx
− (1− Z0) d
dx
βYF − σY d
2YF
dx2
= − (1− Z0) dβ
dx
(7.42)
dhs
dx
− (1− Z0) d
dx
βhs − σT d
2T
dx2
= −h˘0s,l (1− Z0)
dβ
dx
(7.43)
avec : A = 6P0W 0Sh[ρDF ] ln (1 +BM,0)Rρld20F0
= cste (7.44)
avec les conditions aux limites suivantes : β(x0) = 1 ; β(xev) = 0YF (x0) = YF,0 ; YF (xev) = YF,ev
hs(x0) = hs,0 ; hs(xev) = hs,ev
(7.45)
La résolution à l’ordre 0 de l’Eq. 7.41 donne une approximation de β :
β0(x) =
(
1− 2A
3T0
x
)3/2
(7.46)
La résolution à l’ordre 0 puis à l’ordre 1 des Eq. 7.42 et 7.43 aboutit aux expressions suivantes :
YF (x) = YF,0 + (YF,ev − YF,0)
(
1− e
x−x0
σY
IY (x)
IY (x0)
)
(7.47)
T (x) = T0 + (Tev − T0)
(
1− e
x−x0
σT
IT (x)
IT (x0)
)
(7.48)
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avec :
IY (x) =
∫ xev
x
e
−x′−x0σY β0(x′)dx′ (7.49)
IT (x) =
∫ xev
x
e
−x′−x0σT β0(x′)dx′ (7.50)
Remarque : Afin de respecter la condition exprimée par l’Eq. 7.25, il est nécessaire d’imposer la valeur
corrigée de YF (x0) dans l’Eq. 7.45. D’après l’Eq. 7.26 et en négligeant les effets du flux diffusif, on a :
Y (x0) = Y ′F,0 = YF,0 + σY (1− YF,0)
1− Z0
Z20
A
T0
(7.51)
où YF,0 est donné par l’Eq. 7.27.
P2 : flamme de prémélange (xev ≤ x ≤ x2)
Les valeurs de Tev et Yk,ev calculées lors de la résolution du problème P1 sont utilisées en combi-
naison avec la condition de pression constante p0 et la condition de vitesse uev = SL (Eq. 7.28). Les
hypothèses du problème P2 sont les suivantes :
– nombre de Lewis unitaire pour toutes les espèces : Lek = 1 ;
– l’épaisseur de flamme est donnée par la formule de Blint (Eq. 7.88) ;
– le profil de température réduite Θ (équivalente au taux d’avancement) est de type tangente hyper-
bolique (tanh) ou bien imposé par la formule asymptotique d’Echekki et Ferziger [69]. Dans le
cas présent, le profil de type tanh présente un meilleur accord avec la solution calculée par AVBP.
Connaissant le profil Θ(x), on calcule la température et les fractions massiques des espèces de la façon
suivante :
T (x) = Θ(x) (T2 − Tev) + Tev (7.52)
Yk(x) = Yk,ev −Θ(x)YL,ev WkνkWLνL (7.53)
où l’indice L désigne le réactif en défaut dans le mélange à x = xev :{
L = F si φev ≤ 1
L = O si φev > 1
(7.54)
T2 est la température des gaz brûlés que l’on cherche à exprimer en intégrant les équations de conserva-
tion 1D stationnaires des espèces et de l’enthalpie sensible hs de la façon suivante :∫ x2
xev
d (ρuYk) =
∫ x2
xev
dJx,k +
∫ x2
xev
ω˙kdx (7.55)∫ x2
xev
d (ρuhs) =
∫ x2
xev
dqx +
∫ x2
xev
d (ρuP ) +
∫ x2
xev
ω˙Tdx (7.56)
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Jx,L(xev) = Jx,L(x2) = 0 et qx(xev) = qx(x2) = 0 car les gradients d’espèces et de température
sont nuls en xev et x2. De plus, on a ρuP = F0P0 d’où d (ρuP ) = 0. Enfin, on rappelle l’Eq. 2.43 qui
exprime le taux de dégagement de chaleur ω˙T :
ω˙T = −
N∑
k=1
∆h0f,kω˙k (7.57)
Après simplification par F0, on obtient :∫ x2
xev
dYk =
∫ x2
xev
ω˙kdx (7.58)∫ x2
xev
dhs = −
N∑
k=1
∆h0f,k
∫ x2
xev
ω˙kdx (7.59)
Soit, en utilisant l’Eq. 7.53 avec Θ(x2) = 1 :
Yk,2 = Yk,ev − YL,ev WkνkWLνL (7.60)
hs,2 = hs,ev +
YL,ev
WLνL
N∑
k=1
∆h0f,kWkνk (7.61)
On obtient finalement T2 à partir de l’Eq. 2.15 en prenant T = T2 :
hs,2 =
N∑
k=1
Yk,2hs,k(T2) (7.62)
Connaissant Yk et T , on déduit ρ et u :
ρ(x) =
p0W (x)
RT (x) (7.63)
u(x) =
F0
ρ(x)
= SL
ρev
ρ(x)
(7.64)
7.2.4 Paramètres de calcul
Le carburant utilisé est le JP10 dont les propriétés physico-chimiques sont décrites dans la section 4.7.
Le calcul AVBP est initialisé au moyen de la solution analytique. Les paramètres physiques du calcul (cf.
Tab. 7.1) sont choisis de façon à respecter au plus près les hypothèses de la solution analytique détaillée
dans la section 7.2.3. En particulier, la température liquide à l’injection est fixée de sorte que la variation
de température liquide dans la zone d’évaporation soit faible. Afin d’atteindre la richesse totale effective
φt,0 en fin d’évaporation, il est nécessaire d’appliquer la richesse corrigée φ′t,0 (cf. section 7.2.2).
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Conditions d’entrée
Température du gaz : T0 = 450K
Vitesse gaz et liquide : u0 = ul,0 = 0.5071m.s−1
Température du spray : Tl,0 = 385K
Diamètre des gouttes : d0 = 20 µm
Richesse totale : φt,0 = 0.7
Paramètre Ω : Ω0 = 0
Richesse totale corrigée : φ′t,0 = 0.710
Paramètre Ω corrigé : Ω′0 = 1.43× 10−2
Condition de sortie
Pression P0 = 1 atm
Condition initiale
Solution analytique (cf. section 7.2.3)
TAB. 7.1 - Paramètres du calcul de flamme homogène diphasique
7.2.5 Résultats
La Fig. 7.3 illustre le caractère homogène de la flamme. Sur la Fig. 7.3a, on observe l’apparition de
l’espèce JP10 dans la phase gazeuse par évaporation de la phase liquide puis sa disparition totale par
réaction chimique dans la flamme. Lors de l’évaporation, la richesse liquide diminue jusqu’à zéro au
profit de la richesse gazeuse. Le flux diffusif de carburant gazeux valant :
– Jx,F (x0) = J0x,F < 0, en entrée (cf. remarque de la section 7.2.2),
– Jx,F (xev) = 0, à la fin de l’évaporation,
on aboutit à un déficit de carburant entre l’entrée et la sortie de la zone d’évaporation qui se traduit par
une légère diminution de la richesse totale. Cet effet est prédit tant par la solution analytique que par
AVBP. D’autre part, la flamme calculée avec AVBP présente une variation de la richesse totale à travers
le front de flamme en raison de la diffusion différentielle des espèces (les Sck varient en fonction de k),
effet non pris en compte dans la solution analytique.
Dans un premier temps, la température gazeuse (Fig. 7.4a) décroît lentement en raison du transfert
de chaleur par évaporation puis augmente brusquement à travers le front de flamme sous l’effet du dé-
gagement de chaleur de la réaction. Sur la Fig. 7.4b, on observe l’accélération de l’écoulement due à
l’expansion des gaz brûlés. Pour tous ces profils caractérisant la phase gazeuse, la comparaison entre les
résultats d’AVBP et la solution analytique est excellente.
Dans la phase liquide, l’évaporation se traduit par une diminution du diamètre de goutte comme le
montre la Fig. 7.5. En raison de la raideur du modèle d’évaporation lorsque le diamètre tend vers 0,
on fixe un diamètre seuil en dessous duquel le terme source d’évaporation est coupé. Ici, avec un seuil
de 2 µm pour un diamètre initial de 20 µm, 99.9% de la masse liquide est effectivement évaporée.
Lorsque la température de la phase liquide est constante, l’évaporation se fait selon la loi dite du d2
(cf. section 3.3.2). L’écart que présente AVBP vis-à-vis de la loi du d2 correspond aux variations de la
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FIG. 7.3 - Profils de fraction massique de carburant (a.) et de richesse (b.)
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FIG. 7.4 - Profils de température (a.) et de vitesse (b.) de la phase gazeuse
température liquide illustrée sur la Fig. 7.6a. Ces variations dépendent directement du flux conductif Φl
entrant dans la phase liquide (Fig. 7.6b). Elles se traduisent par une courte zone de chauffage par la
phase gazeuse, suivie d’une phase plus étendue de refroidissement due à la diminution de la température
du gaz. Ces variations restant de l’ordre de quelques degrés Kelvin, l’accord entre AVBP et la solution
analytique reste excellent, en particulier pour la distance d’évaporation.
Les profils de fractions massiques d’espèces réactives calculés par AVBP (Fig. 7.7) sont également
en très bon accord avec la solution analytique. Les seules différences notables se situent dans la zone
de réaction où le nombre de Schmidt élevé du carburant (ScJP10 = 1.9) induit des effets de diffusion
différentielle observables sur le profil de YJP10 (cf. Fig. 7.3a). La structure de flamme de cette zone de
réaction correspond précisément à celle d’une flamme de prémélange purement gazeuse.
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FIG. 7.6 - Profils de température de goutte (a.) et flux de chaleur conductif liquide (b.)
Afin d’observer l’effet du spray liquide sur la flamme, une flamme plane purement gazeuse de JP10 a
été calculée. Pour maintenir une équivalence avec la flamme diphasique, les propriétés suivantes ont été
conservées :
– schéma cinétique identique,
– température d’entrée et pression de sortie identiques,
– richesse gazeuse égale à la richesse liquide d’entrée.
Le tableau 7.2 compare les caractéristiques globales de la flamme gazeuse et de la flamme diphasique.
L’écart de 16K sur la température adiabatique de flamme est due à l’énergie cédée par le gaz lors de
l’évaporation et correspond à la chaleur latente d’évaporation prédite analytiquement. Cette différence
entraîne une diminution d’environ 5% de la vitesse de flamme dans le cas diphasique. La flamme s’en
retrouve alors épaissie d’environ 2.5%.
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FIG. 7.7 - Profils de fractions massiques des espèces gazeuses réactives obtenus avec la solution analytique
(symboles) et AVBP (traits pleins)
Flamme diphasique homogène Flamme gazeuse
SL (m.s−1) 0.507 0.536
T2 (K) 2026 2042
δL (mm) 0.377 0.368
TAB. 7.2 - Comparaison entre la flamme diphasique homogène et la flamme purement gazeuse à φ = 0.7
7.2.6 Conclusion
Ce cas test valide la capacité d’AVBP à prédire la combustion dans un écoulement diphasique dans
le cas parfaitement homogène. Les calculs sont conformes aux prédictions de la solution analytique tant
pour l’écoulement gazeux que pour la phase liquide. Dans cette configuration, l’effet du spray sur la
flamme est cependant limité. Il se réduit à un couplage par convection de l’état aval de la zone d’éva-
poration à l’état amont de la flamme prémélangée gazeuse. La vitesse de flamme reste très proche de
celle d’une flamme gazeuse équivalente. La température des gaz brûlés est légèrement inférieure, ce qui
peut avoir une importance lorsqu’on étudie les émissions d’espèces polluantes. Dans le cas de la flamme
hétérogène, en revanche, on s’attend à ce que le couplage intime entre évaporation et combustion modifie
fortement les propriétés globales de la flamme.
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7.3 Flamme diphasique saturée
On s’intéresse particulièrement au cas de la flamme plane saturée car il est représentatif du régime
de combustion que l’on rencontre dans les séquences d’allumages telles que celles étudiées dans le cha-
pitre 9 et la partie IV. En effet, pour des conditions de faible température ambiante, le processus d’éva-
poration est figé car les conditions de saturation sont atteintes à l’interface liquide/air. La Fig. 7.8 illustre
la configuration d’une onde de déflagration plane se propageant un mélange diphasique saturé. Dans ce
cas, le carburant gazeux de fraction massique YF présent dans l’écoulement amont est négligeable et
l’essentiel du carburant consommé au taux ω˙F par la réaction est fourni au taux Γ par l’évaporation du
carburant liquide qui a lieu dans la zone amont de la flamme. La vitesse de propagation SL, l’épaisseur de
flamme δL et la température adiabatique de flamme T2 seront donc fortement influencées par la présence
du spray.
M
él
an
g
e 
sa
tu
ré
x
T2
T
T
Y
!
" #
.
LS
F
l
F
1T
sat
FY
Teb
FIG. 7.8 - Schéma d’une flamme plane saturée diphasique se propageant à la vitesse SL
Dans le cas de la flamme saturée, il est essentiel de prendre en compte les variations des conditions
thermodynamiques à la surface des gouttes. Contrairement à la flamme homogène, la température du
liquide ne peut pas être supposée constante car ses variations jouent un rôle important dans la dynamique
du processus d’évaporation. Une flamme saturée stationnaire s’obtient en choisissant les conditions aux
limites telles que :
– le mélange diphasique injecté soit saturé (cf. section 7.3.1) ;
– la vitesse d’injection soit égale à la vitesse de consommation (cf. section 7.3.2).
7.3.1 Mélange diphasique saturé
La saturation d’un mélange diphasique a lieu lorsque les transferts de masse et de chaleur entre les
phases gazeuse et liquide sont nuls. On l’exprime donc en annulant les termes sources dus à l’évaporation
dans les équations de conservation (Eq. 7.5-7.12) :
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Transfert de masse : D’après l’Eq. 3.64, Γ = 0 équivaut à BM = 0 soit YF,ζ = YF . Autrement dit,
l’évaporation cesse lorsque s’annule le transport diffusif du carburant gazeux de la surface de la
goutte vers l’air ambiant. En remplaçant YF,ζ par YF dans l’Eq. 3.68, on obtient l’expression de la
fraction massique de carburant en fonction de la pression partielle de carburant à la surface de la
goutte :
YF =
PF,ζWF
PW ζ
(7.65)
La relation de Clausius-Clapeyron (Eq. 3.71) fournit la pression partielle PF,ζ en fonction de la
température de la goutte Tl.
Transfert de chaleur : La condition Λ = ΓhF,ζ = 0 (annulation du flux de chaleur par changement
de phase) est déjà vérifiée. D’après l’Eq. 3.74, la condition Φ = 0 (annulation du flux de chaleur
par conduction gaz/liquide) est vérifiée lorsque la température du liquide et du gaz s’égalisent :
Tl = T .
Le mélange est donc saturé si les conditions suivantes sont réunies :
T = Tl = T sat (7.66)
YF = Y satF =
WF
W ζ
XsatF (7.67)
avec : XsatF =
Pcc
P
exp
(
WFLv
R
(
1
Tcc
− 1
T sat
))
(7.68)
Dans l’Eq. 7.67, la masse molaireW ζ est fonction du mélange gazeux à l’interface. Si l’on suppose
que le carburant s’évapore dans de l’air pur, on peut exprimer Y satF uniquement en fonction de X
sat
F =
XsatF (P, Tsat) :
Y satF =
WFXsatF
WFXsatF +Wair
(
1−XsatF
) (7.69)
On en déduit la richesse gazeuse atteinte lors de la saturation :
φsat = s
Y satF
Y satO
= s
Y satF
0.233
(
1− Y satF
) (7.70)
Y satF et φ
sat représentent respectivement les valeurs maximales de la fraction massique de carburant
et de la richesse gazeuse que peut produire par évaporation un mélange diphasique. Ces grandeurs sont
donc particulièrement importantes lorsqu’on s’intéresse à l’allumage de ce mélange. Pour une pression
donnée, Y satF et φ
sat dépendent fortement de la température du gaz comme le montrent les Fig. 7.9a et
7.9b.
Lorsqu’on injecte un spray dont la richesse liquide est supérieure à φsat, l’évaporation est stoppée
par la saturation du mélange diphasique. Dans les conditions d’injection typiques de l’allumage d’une
chambre aéronautique (T = 273K, p = 1.18 bar), la Fig. 7.9 montre que le mélange est très faiblement
évaporé avant saturation. Les conditions saturées de la flamme plane étudiée sont fournies par un calcul
0D où le mélange dans les conditions d’allumage est évaporé à volume constant. Le tableau 7.3 montre
que le mélange obtenu contient très peu de vapeur de carburant.
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FIG. 7.9 - Fraction massique de carburant (a.) et richesse gazeuse (b.) en fonction de la température pour un
mélange diphasique saturé de JP10 et d’air
Conditions typiques −→ Conditions amont de
d’un allumage la flamme saturée
(mélange non saturé) évap. (mélange saturé)
T = 273K 272.1K
Tl = 273K 272.1K
d = 25 µm 24.86 µm
YF = 0 2.175× 10−3
φ = 0 3.076× 10−2
P = 1.18× 105 Pa 1.177× 105 Pa
TAB. 7.3 - Conditions typiques d’un allumage produisant les conditions saturées du calcul de flamme plane
7.3.2 Vitesse de consommation d’une flamme saturée
La vitesse de consommation, définie comme l’intégrale du taux de réaction à travers le front de
flamme, est égale à la vitesse de déplacement dans le cas des flammes saturées comme pour les flammes
de prémélange monophasiques. L’expression de cette vitesse doit tenir compte de la présence de carbu-
rant liquide dans l’écoulement. Dans sa thèse, Kaufmann [110] dérive cette expression en intégrant les
Eq. 7.5, 7.6 et 7.10 entre l’état à l’infini amont du front de flamme (x = −∞, indice 1) et l’état infini
aval (x = +∞, indice 2) : ∫ +∞
−∞
d(ρu) =
∫ +∞
−∞
Γdx (7.71)∫ +∞
−∞
d(ρYFu) = Ω˙F +
∫ +∞
−∞
Γdx (7.72)∫ +∞
−∞
d(ρlα˘lu˘l) = −
∫ +∞
−∞
Γdx (7.73)
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où Ω˙F =
∫ +∞
−∞ ω˙Fdx est le taux de consommation intégral du carburant.
On fait les hypothèses suivantes :
– la flamme est stationnaire donc la vitesse des gaz frais u1 est égale à la vitesse de déplacement SL
donc à la vitesse de consommation Sc ;
– étant donné la température élevée des gaz brûlés, la phase liquide est supposée complètement éva-
porée en x = +∞ ;
– la vitesse liquide est égale à la vitesse gazeuse en x = −∞ et en x = +∞.
En combinant les Eq. 7.71 et 7.73, on obtient le système suivant :
[ρu]2 − [ρu]1 = [ρlα˘lu˘l]1 (7.74)
[ρuYF ]2 − [ρuYF ]1 = Ω˙F + [ρu]2 − [ρu]1 (7.75)
Sachant que [u]1 = [u˘l]1, on en déduit l’expression de la vitesse de consommation :
Sc =
Ω˙F
ρ1 (YF2 − YF1) + [ρlα˘l]1 (YF2 − 1)
= SL (7.76)
Lorsque [ρlα˘l]1 tend vers zéro, on retrouve l’expression de la vitesse de consommation d’une flamme
monophasique (cf. Poinsot et Veynante [197], p. 38) :
Sc =
Ω˙F
ρ1 (YF2 − YF1) = S
∗
L (7.77)
7.3.3 Paramètres du calcul
Les conditions physiques de la flamme saturée sont détaillées dans le Tab. 7.3. Afin d’étudier leur
influence, la richesse totale et le diamètre initial des gouttes ont été modifiés. Pour ce faire, on a fait
varier la concentration initiale de gouttes :
– à diamètre constant pour modifier la richesse ;
– à fraction volumique constante pour modifier le diamètre.
Ces flammes diphasiques sont comparées également à des flammes monophasiques à la richesse cor-
respondante. Le Tab. 7.4 donne les conditions utilisées dans ces différents cas tests.
Flamme saturée D25 Flamme saturée D50 Flamme gazeuse G
φ0t Ω0 d0 = 24.86 µm d0 = 49.72 µm Ω0 = 1
0.73 0.0421 LD25 LD50 LG
1.0 0.0307 SD25 SD50 SG
1.18 0.0261 RD25 RD50 RG
TAB. 7.4 - Dénomination des cas tests étudiés pour des conditions d’injection variables : type de mélange
(diphasique saturé ou gazeux), richesse totale φ0t et diamètre de gouttes d0
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7.3.4 Bilans de masse et d’énergie sur la flamme SD25
Dans un souci de validation, on s’intéresse tout d’abord à la capacité du code à conserver avec préci-
sion les grandeurs transportées telles que la masse et l’énergie. En combustion diphasique ces grandeurs
subissent des variations importantes dans les deux phases3. Les bilans présentés concernent les résultats
de la flamme SD25 (cf. Tab. 7.4) mais les mêmes bilans ont été réalisés sur toutes les flammes avec des
conclusions analogues.
Le système 7.5–7.12 décrivant la flamme diphasique suppose un écoulement stationnaire. Toute-
fois, le code AVBP conserve une méthode de résolution instationnaire. Si on ne regarde que la masse et
l’énergie, on obtient le système instationnaire suivant :
∂ρ
∂t
+
∂ρu
∂x
= Γ (7.78)
∂
∂t
ρYF +
∂
∂x
(ρuYF + Jx,F ) = Γ+ ω˙F (7.79)
∂
∂t
ρlα˘l +
∂
∂x
ρlα˘lu˘l = −Γ (7.80)
∂
∂t
ρE +
∂
∂x
ρuE = −∂Pu
∂x
− ∂qx
∂x
+ Λ+ Φ+ u (Γu˘l − Fd,x) + ω˙T (7.81)
∂
∂t
ρlα˘lh˘s,l +
∂
∂x
ρlα˘lu˘lh˘s,l = −Λ− Φ (7.82)
où l’Eq. 7.78 représente la conservation de la masse totale gazeuse, l’Eq. 7.79 la masse de carburant
gazeux, l’Eq. 7.80 la masse totale liquide, l’Eq. 7.81 l’énergie totale gazeuse et l’Eq. 7.82 l’enthalpie
liquide. Lorsqu’on intègre, par exemple, l’Eq. 7.79 sur le volume de contrôle V correspondant au do-
maine de calcul délimité par la surface A, on obtient l’équation de conservation intégrale de la masse de
carburant gazeux :
d
dt
∫
V
ρYFdV︸ ︷︷ ︸
d
dtmF,g
= −
∫
A
ρYFu.ndA︸ ︷︷ ︸
Σflux
+
∫
V
ΓdV︸ ︷︷ ︸
Evap
+
∫
V
ω˙FdV︸ ︷︷ ︸
Réac
(7.83)
mF,g =
∫
V ρYFdV est la masse totale de carburant gazeux contenue dans le domaine. ρYFu est la densité
de flux massique convectif de carburant gazeux et n est la normale à la surface A.
∫
V ΓdV est le taux
d’évaporation intégral et
∫
V ω˙FdV est le taux de réaction intégral du carburant. Étant donné l’absence
de gradients aux frontières amont et aval du domaine, les flux de pression pu et les flux diffusifs ρVFYF
et qx sont nuls sur ces frontières. D’autre part, on néglige le terme u (Γu˘l − Fd) dans le bilan d’énergie
totale gazeuse. Les bilans intégraux de masse et d’énergie s’écrivent donc sous la forme générale :
d
dt
Ψφ = Σflux + Evap+ Réac (7.84)
où Ψφ est la variable intégrale de la phase φ (masse ou énergie). L’Eq. 7.84 signifie que la variation
temporelle de la variableΨφ a pour origine un terme de flux convectif, un terme de transfert entre phases
3La conservation de la quantité de mouvement n’a pas été vérifiée ici car elle nécessite des développements supplémentaires
des outils de bilan. Ces développements devront faire l’objet d’une étude future.
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et un terme dû à la réaction. Ces termes sont tracés dans les Fig. 7.10 à 7.14. L’erreur de fermeture
représente la différence entre le terme de gauche et les termes de droite de l’Eq. 7.84 :
Err. =
d
dt
Ψφ − (Σflux + Evap+ Réac) (7.85)
Selon que réaction ou évaporation interviennent ou non dans l’équation de conservation locale, les
termes Réac ou Evap peuvent être nuls dans le bilan intégral correspondant. Afin de quantifier l’impor-
tance de l’erreur de conservativité, on définit l’erreur relative comme le rapport entre l’erreur absolue
Err. et un terme significatif du membre de droite de l’Eq. 7.84 qui peut varier selon la variable étudiée.
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FIG. 7.10 - Bilan de masse de carburant gazeux comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative
instantanée ((dmF,g/dt)/Evap) et moyennée dans le temps (b).
Dans le bilan de masse du carburant gazeux (Fig. 7.10a), les termes prépondérants sont dus à l’évapo-
ration et à la réaction chimique car l’essentiel du flux de carburant injecté en entrée est sous forme liquide.
La Fig. 7.10b montre que l’erreur de conservativité est de l’ordre de 10−5 fois la masse évaporée.
Lorsqu’on s’intéresse à la masse gazeuse (Fig. 7.11a), on constate que l’essentiel de sa variation est
due à la fluctuation du taux d’évaporation total. L’erreur de fermeture (Fig. 7.11b) reste inférieure à 10−4
fois la masse injectée et en moyenne temporelle, cette erreur est inférieure à 10−7.
Le bilan de masse liquide (Fig. 7.12) montre l’équilibre entre la masse injectée (Σflux) et la masse
évaporée (Evap). L’erreur de fermeture est d’environ 0.4%, ce qui est supérieur à l’erreur commise sur
la masse gazeuse. Cette différence s’explique par l’imprécision de l’évaluation du flux massique aux
limites. En effet, la méthode exacte d’estimation des flux aux frontières développée pour le solveur
gazeux n’a pas été implantée à ce jour dans le traitement de la partie liquide. Cette implantation doit être
réalisée afin d’améliorer la précision des conditions d’injection du spray.
Lorsqu’on étudie la combustion, il est crucial de calculer précisément les variations d’énergie car
elles conditionnent la dynamique de l’écoulement et de la flamme. La Fig. 7.13a illustre les différents
termes du bilan d’énergie totale non chimique. On note en particulier que le dégagement de chaleur
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FIG. 7.11 - Bilan de masse gazeuse comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dmg/dt)/(Flux gazeux entrant)) et moyennée dans le temps (b).
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FIG. 7.12 - Bilan de masse liquide comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dml/dt)/(Flux liquide entrant)) et moyennée dans le temps (b).
dû à la réaction chimique (Réac) est presque 200 fois supérieur à la chaleur absorbée par l’évaporation
(Evap). L’erreur relative instantanée est toujours inférieure à 0.03% du dégagement de chaleur et reste
en moyenne inférieure à 2.10−7 (cf. Fig 7.13b).
Le bilan d’enthalpie liquide (Fig. 7.14a) montre un équilibre entre la somme des flux convectifs et le
transfert de chaleur par évaporation. L’erreur moyenne instantanée dépasse parfois 2% de la puissance
échangée par évaporation et sa valeur moyenne est d’environ 0.3% en norme. Cette erreur de fermeture
est supérieure à l’erreur du bilan d’énergie gazeuse pour les mêmes raisons qui expliquent l’erreur de
fermeture de la masse liquide (cf. ci-dessus). Toutefois, son effet est d’ordre secondaire dans la mesure
où l’enthalpie liquide n’intervient que dans le calcul des conditions thermodynamiques nécessaires au
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FIG. 7.13 - Bilan d’énergie totale gazeuse comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dE/dt)/Réac) et moyennée dans le temps (b).
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FIG. 7.14 - Bilan d’enthalpie liquide comparant les termes de l’Eq. 7.84 (a). Erreur relative instantanée
((dHl/dt)/Σflux) et moyennée dans le temps (b).
modèle d’évaporation (cf. section 3.3.2).
7.3.5 Structure de la flamme SD25
La Fig. 7.15 illustre les profils de fractions massiques des espèces réactives. En dehors de l’espèce
carburant, les profils de la flamme diphasique saturée sont semblables à ceux d’une flamme purement
gazeuse ou d’une flamme diphasique homogène. Concernant le carburant, on note que sa fraction mas-
sique :
– est faible et constante dans les gaz frais où le mélange air/carburant liquide est saturé ;
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– est maximum dans le front de flamme en raison de l’évaporation ;
– tend vers zéro dans les gaz brûlés comme l’impose la condition de mélange stœchiométrique.
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FIG. 7.15 - Profils de fractions massiques des espèces gazeuses réactives de la flamme SD25
La Fig. 7.16 illustre la structure du front de la flamme saturée. De l’amont vers l’aval, on observe :
1. une zone où la température augmente alors que les transferts de masse par évaporation et combus-
tion sont négligeables (Zone 1). Cette zone correspond au classique préchauffage des gaz frais par
diffusion thermique contre-courant (cf. Williams [269]).
2. une élévation brutale du taux d’évaporation suite à l’augmentation de la température du carburant
liquide (Zone 2), puis sa décroissance lorsque les gouttes finissent de s’évaporer (Zone 3) ;
3. une augmentation du taux de réaction du carburant en raison de la présence de carburant gazeux
(Zone 2). Lors de cette phase, le profil du taux de réaction augmente avec un léger retard par
rapport au taux d’évaporation ;
4. une augmentation de la fraction massique de carburant sous l’effet de l’évaporation (Zone 2) puis
sa diminution sous l’effet de la réaction chimique (Zone 3) ;
5. en aval de la zone d’évaporation, une région purement gazeuse où le taux de réaction diminue
jusqu’à consommation totale du carburant gazeux (Zone 4).
L’étape 2 permet de perturber l’état d’équilibre thermodynamique du mélange saturé dans le sens
de l’évaporation. En effet, la réaction produit des gaz plus chauds qui, par conduction, chauffent les
gouttelettes liquides. En augmentant la température liquide on élève la fraction massique de carburant à la
surface de la goutte YF,ζ (cf. Eq. 7.69 et Fig. 7.9a). Or d’après l’Eq. 3.64, le taux d’évaporation est piloté
par YF,ζ . En produisant de la vapeur de carburant, l’évaporation alimente la réaction de combustion.
Celle-ci dégage de la chaleur dans les gaz brûlés, fermant ainsi la boucle du couplage intime entre
évaporation et réaction chimique.
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FIG. 7.16 - Structure du front de flamme, cas SD25. Définition des zones 1 à 4 caractérisant la structure de
flamme.
L’effet de vitesse relative entre phases joue également un rôle important dans la dynamique de la
flamme. En effet, le temps de résidence des gouttes dans le front de flamme détermine fortement les
zones 1, 2 et 3 de la Fig. 7.16. Or, ce temps dépend essentiellement du temps de relaxation des gouttes
qui induit un retard entre l’accélération de la phase gazeuse et celle de la phase liquide, comme le montre
la Fig. 7.17. Ce retard est lié à la force de traînée et se traduit par la vitesse de glissement gaz/liquide ou
vitesse relative :
us = u− u˘l (7.86)
La traînée dépendant du diamètre de goutte, on s’attend à des dynamiques de flamme différentes pour
des sprays dont le diamètre initial de goutte est différent.
La Fig. 7.19a illustre les deux zones qui caractérisent le comportement du spray liquide :
– une zone de préchauffage des gouttes qui coïncide avec la zone 2 de la Fig 7.16 et qui amène la
phase liquide à température d’ébullition par conduction thermique du gaz vers le liquide. A la fin
de cette phase, la masse de liquide est faiblement évaporée car le taux d’évaporation est bas tant
que l’ébullition n’est pas atteinte.
– La température liquide ne pouvant dépasser la température d’ébullition prédite par la loi de
Clausius-Clapeyron (Eq. 3.97), l’évaporation se fait à température constante et suit la loi du
d2 (cf. section 3.3.2) qui prescrit une décroissance linéaire du carré du diamètre de goutte (cf.
section 3.3.2) . L’essentiel de la masse liquide est évaporée lors de cette deuxième phase qui
coïncide avec la zone 3 de la Fig. 7.16.
L’ensemble des étapes impliquées dans le processus de propagation de la flamme saturée sont dé-
taillées dans la Fig. 7.18. Par rapport à la flamme purement gazeuse, la flamme diphasique saturée com-
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FIG. 7.17 - Profil de vitesse gazeuse (u), liquide (u˘l) et relative (us = u− u˘l) (zoom). Définition de l’épaisseur
caractéristique de la traînée du liquide (δd). Chaque symbole correspond à un point du calcul.
porte des étapes supplémentaires liées à l’évaporation de la phase liquide. On met en évidence par la
suite que ces processus modifient fortement les caractéristiques globales de la flamme : épaisseur, vitesse
de propagation, température de gaz brûlés, etc.
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FIG. 7.18 - Principe de la propagation d’une flamme diphasique saturée
Afin de comparer les différentes échelles caractéristiques d’une flamme diphasique saturée, on défi-
nit :
– l’épaisseur thermique de flamme δL et le temps de combustion τc qui sont des caractéristiques
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globales de la flamme (cf. Fig. 7.19b) ;
– l’épaisseur δd et le temps τp, caractéristiques de la traînée de goutte (cf. Fig. 7.17). Dans le cas
présent où le diamètre de goutte varie constamment en raison de l’évaporation, on choisit une
définition différente du temps de relaxation classique défini dans la section 3.3.1.
– l’épaisseur δh et le temps τh caractéristiques du préchauffage du liquide (cf. Fig. 7.19a) ;
– l’épaisseur δv et le temps τv caractéristiques de la vaporisation des gouttes lorsqu’elles sont à
température d’ébullition (cf. Fig. 7.19a).
– l’épaisseur δe et le temps τe qui sont la somme des épaisseurs et temps de préchauffage et d’éva-
poration respectivement. Ils caractérisent l’effet global de l’évaporation du spray sur la flamme.
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FIG. 7.19 - Profil de la surface et de la température de goutte sans dimension (zoom) (a.). Profils des
températures gazeuse et liquide (b.). Définition des épaisseurs caractéristiques du préchauffage de liquide (δh),
de la vaporisation à Teb (δv), de la flamme (δL) et de l’épaisseur globale d’évaporation (δe). Chaque symbole
correspond à un point du calcul.
Ces échelles caractéristiques sont détaillées dans le Tab 7.5. Elles permettent d’établir les nombres
sans dimension suivants : le nombre de Stokes caractéristique de la flamme Stc, le Damköhler de pré-
chauffageDah, le Damköhler de vaporisation à Teb Dav, et le Damköhler global d’évaporationDae.
Une petite valeur de Stc signifie que la traînée est rapide devant le temps de la flamme et n’influence
donc pas la dynamique de flamme. À l’inverse, un grand nombre de Stokes signifie que la vitesse des
gouttes met du temps à s’adapter à la vitesse du gaz alors que celui-ci est accéléré dans le front de flamme
par dilatation thermique. Ce glissement entre phases provoque une augmentation du temps de résidence
des gouttes par rapport au cas sans glissement (temps de relaxation nul). Dans ce cas, la dynamique de
la flamme sera fortement influencée par le phénomène de traînée, comme l’observe Versaevel [259] qui
a effectué des tests avec et sans force de traînée (cf. section 7.1.3).
Une petite valeur de Dah signifie que le préchauffage est rapide devant le temps de la flamme donc
que cette phase n’est pas limitante dans la dynamique de flamme. À l’inverse, un grand Dah signifie
que les gouttes n’ont pas le temps d’atteindre la température d’ébullition avant de traverser le front de
flamme. Dans ce cas, la dynamique de la flamme sera fortement influencée par les caractéristiques du
préchauffage liquide.
185
FLAMMES LAMINAIRES DIPHASIQUES
Phénomène physique Épaisseur caractéristique Échelle de temps Nombre caractéristique
Traînée de goutte δd =
us,max
max(|dus/dx|) τp = δd/SL Stc = δd/δc = τp/τc
Préchauffage du liquide δh =
Teb−Tl,1
max(|dTl/dx|) τh = δh/SL Dah = δh/δc = τh/τc
Vaporisation à Teb δv =
d21
max(|dd2/dx|) τv = δv/SL Dav = δv/δc = τv/τc
Préchauffage + évaporation δe = δh + δv τe = δe/SL Dae = δe/δc = τe/τc
Flamme δL = T2−T1max(|dT/dx|) τc = δL/SL −
TAB. 7.5 - Définition des épaisseurs (cf. Fig. 7.17 et 7.19), temps et nombres sans dimension caractérisant la
structure d’une flamme plane saturée
Une petite valeur Dav signifie une évaporation rapide du liquide par rapport au temps de la flamme.
Il s’agit de la combustion d’un spray de gouttelettes très fines où l’on s’approche d’une situation de
combustion purement gazeuse. Par opposition, un Dav supérieur à l’unité signifie que l’évaporation se
poursuit au-delà du front de flamme.
Les effets d’évaporation sont globalement pris en compte par Dae. Un faible Dae signifie que les
effets du spray sur la dynamique de la flamme sont négligeables. À l’inverse, un Dae proche de l’unité
voire supérieur signifie que la dynamique de l’évaporation joue un rôle prépondérant dans la propagation
du front de flamme.
Le Tab. 7.6 présente les caractéristiques globales mesurées dans les différents calculs de flammes
planes présentés dans la section 7.3.3. Les valeurs de Stc, Dah, Dav et Dae obtenues pour la flamme
SD25 suggèrent que les effets de traînée, transferts de chaleur et de masse entre phases ont une influence
importante sur la dynamique de la flamme (cf. section 7.3.7). On note par ailleurs que le temps caracté-
ristique de la traînée est proche du temps global d’évaporation.
LD25 SD25 RD25 LD50 SD50 RD50 LG SG RG
d0 (µm) 24.86 49.72 −
φ (−) 0.70 1.00 1.18 0.70 1.00 1.18 0.70 1.00 1.18
SL (m.s−1) 0.219 0.340 0.370 0.155 0.215 0.230 0.247 0.421 0.495
T2 (K) 1944 2405 2357 1946 2408 2358 1969 2434 2376
δL (mm) 0.418 0.326 0.291 0.574 0.494 0.447 0.382 0.261 0.224
Stc (−) 0.764 0.793 0.863 1.011 0.918 0.967 − − −
Dah (−) 0.438 0.391 0.420 0.492 0.450 0.458 − − −
Dav (−) 0.277 0.307 0.330 0.382 0.386 0.416 − − −
Dae (−) 0.715 0.698 0.750 0.874 0.836 0.874 − − −
TAB. 7.6 - Grandeurs caractéristiques des flammes planes saturées et monophasiques
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La Fig. 7.20 compare les différents termes sources de masse d’énergie dus à l’évaporation et à la
combustion. Sur la Fig. 7.20a, on note une première zone amont où le taux d’évaporation dépasse le taux
de réaction du carburant, ce qui correspond à l’augmentation de la fraction de carburant gazeux observée
sur la Fig. 7.15. Dans un deuxième temps, le bilan est en faveur de la disparition du carburant gazeux
sous l’effet de la réaction. D’une part, on remarque que la zone de réaction est plus étendue que la zone
d’évaporation. D’autre part, le maximum de taux d’évaporation vaut près du double du maximum de
taux de réaction. Cet effet a des conséquences sur la capacité à résoudre correctement un front de flamme
saturée. En effet, bien que la présence du spray entraîne un épaississement du front de flamme qui est
favorable du point vue numérique, les gradients de température liquide et de diamètre liés à l’évaporation
peuvent poser des problèmes de résolution spatiale en fonction du rapport entre δh ou δv et la taille de la
maille∆x. Dans le cas présent, on a environ 35 points dans l’épaisseur de flamme δL, ce qui correspond,
avecDah = 0.391 et Dav = 0.307, à respectivement 14 points dans δh et 12 points dans δv.
Par ailleurs, lorsque la loi d’évaporation est appliquée aux petits diamètres, on rencontre un problème
de résolution temporelle et spatiale que l’on évite en effectuant une coupure des termes sources d’éva-
poration en-dessous d’un diamètre seuil (cf. Fig. 7.19a). Ce diamètre seuil est choisi de telle sorte que le
pas de temps reste faible devant le temps nécessaire pour évaporer la goutte au diamètre considéré. On
s’assure également que ce diamètre de coupure correspond à plus de 99% de masse liquide évaporée soit
au moins 20% du diamètre initial. Au-delà de ce seuil, pour des raisons de continuité des équations du
spray, le code continue de transporter le spray liquide à diamètre constant même si la phase dispersée est
physiquement inexistante.
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FIG. 7.20 - Profils de transferts de masse (a.) et de chaleur (b.) par évaporation/combustion (zooms)
Lorsqu’on s’intéresse aux transferts de chaleur (Fig. 7.20b), on constate que :
– le flux conductif gazeux Φ est toujours positif car la température du gaz est toujours supérieure à
celle du spray liquide (cf. Fig. 7.19a) ;
– le flux conductif liquide Φl responsable du préchauffage des gouttes devient nul lorsqu’on est à
l’ébullition ;
– à l’ébullition, toute l’énergie transférée par conduction dans le gaz (Φ) est absorbée par le transfert
de masse via le terme Λ = Γhs,F (Teb) qui apparaît dans le bilan de flux à l’interface gaz/liquide :
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Π = Λ+ Φ = Λl = −Γhl(Teb) (cf. Eq. 3.85) ;
– le dégagement de chaleur par combustion ω˙T se manifeste lorsque les gouttes sont à ébullition et
que le taux d’évaporation est suffisant pour alimenter la réaction en carburant gazeux ;
– l’énergie libérée par la combustion est environ trois ordres de grandeur plus grande que l’énergie
absorbée par l’évaporation.
7.3.6 Étude paramétrique
L’étude précédente ne fait intervenir qu’une valeur de diamètre. Or, d’une part, le spray réel est
polydisperse. D’autre part, le diamètre moyen du spray atomisé varie avec les conditions d’opération de
la chambre de combustion (vitesse et température du gaz et du liquide, pression ambiante, etc.). Il semble
donc important d’étudier l’effet du diamètre sur la propagation de la flamme saturée. On sait par ailleurs
que la cinétique chimique d’une flamme gazeuse est directement influencée par la richesse du mélange
(cf. section 4.7). L’étude paramétrique doit permettre de comparer la dépendance des flammes saturées
(D25 et D50) en fonction de la richesse avec celle de la flamme gazeuse (G). Toutefois, les résultats
concernant le régime riche doivent être interprétés avec précaution car le schéma cinétique simplifié
commet une erreur dans la prédiction de la vitesse de flamme laminaire gazeuse dans ce régime (cf.
section 4.7). En particulier, il prédit une croissance monotone de SL pour Φ > 1 alors que la chimie
détaillée indique un maximum vers φ = 1.1. Le comportement des flammes diphasiques riches relevé
par Versaevel [259] et Ben Dakhlia [20] ne pourra donc être mis en évidence ici.
Sur la Fig. 7.21a, on note l’effet thermodynamique de la présence de carburant liquide sur la tem-
pérature adiabatique de flamme (cf. section 7.2). L’énergie dépensée pour évaporer la phase liquide est
soutirée au gaz (cf. Fig. 7.13a) et se traduit par un réduction de température de flamme. Cette diminu-
tion est minimale pour la flamme riche (18 K) et maximale pour la flamme stoechiométrique (26 K).
Comme le montre la Fig. 7.21a, le diamètre n’a pas d’influence sur la température car celle-ci ne dépend
que d’un bilan thermodynamique où intervient seulement les grandeurs thermodynamiques des deux
phases (pression, température et masse).
La Fig. 7.21b montre que le diamètre d’injection influence fortement la vitesse de flamme laminaire.
Une augmentation du diamètre entraîne une diminution de la vitesse de flamme et cet effet est d’autant
plus grand que la richesse est élevée. L’augmentation de SL entre les richesses 0.7 et 1.1 est d’envi-
ron 100% pour la flamme G alors qu’elle vaut seulement 30% pour la flamme D50. Cette observation
suggère que dans la combustion d’un spray saturé, les effets de la cinétique chimique sur la vitesse de
flamme sont réduits au profit des effets diphasiques et ce d’autant plus que le diamètre initial est grand.
Ce comportement est illustré théoriquement par la formule analytique de Ballal et Lefebvre [17] (cf.
Eq. 7.4) que l’on cherche à comparer à la vitesse de flamme calculée par AVBP. Dans leur analyse théo-
rique, les auteurs utilisent directement la diffusivité thermiqueDth (certainement prise dans les gaz frais)
pour définir l’échelle de temps caractéristique de la flamme gazeuse τc (Eq. 7.1). L’échelle de longueur
correspondante est donc l’épaisseur diffusive définie par :
δ =
D1th
SL
(7.87)
L’Eq. 7.87 est une évaluation très approximative de l’épaisseur de flamme (cf. Poinsot et Veynante [197]).
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FIG. 7.21 - Température adiabatique de flamme (a.) et vitesse de flamme laminaire (b.) en fonction de la richesse
totale pour le régime diphasique saturé à 25 µm (D25), à 50 µm (D50) et le régime purement gazeux (G)
Elle est connue pour sous-estimer nettement l’épaisseur thermique δL définie dans le Tab. 7.5. Pour des
flammes gazeuses, Blint [23] propose de corriger l’épaisseur diffusive de la façon suivante :
δbL = 2δ
(
T2
T1
)b
= 2
D1th
SL
(
T2
T1
)b
(7.88)
où b est l’exposant de la loi puissance pour la viscosité dynamique (cf. section 2.6) valant b = 0.665
dans le cas présent.
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FIG. 7.22 - Comparaison entre l’épaisseur de flamme calculée (δL) et la formule de Blint (δbL) en fonction de la
richesse totale pour le régime diphasique saturé à 25 µm (D25) et à 50 µm (D50) et le régime purement
gazeux (G)
La Fig. 7.22 montre que l’Eq. 7.88 fournit le bon ordre de grandeur de l’épaisseur de la flamme ga-
zeuseG et prédit correctement ses variations en fonction de la vitesse de flamme SL et de la température
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adiabatique de flamme T2 car δL/δbL varie peu en fonction de la richesse : δL/δ
b
L = Cδ ≈ 0.77. On
définit alors la diffusivité efficaceDeff par :
Deff = δLSL = CδδbLSL (7.89)
En remplaçant D1th par Deff dans l’Eq. 7.1, on obtient une meilleure évaluation du temps chimique. On
réécrit alors l’Eq. 7.4 de la façon suivante :
SthL =
(
τe
Deff
+
1
S∗L
2
)− 12
(7.90)
En prenant les valeurs du temps d’évaporation τe et de la vitesse de flamme gazeuse S∗L fournies par les
calculs AVBP, on obtient une évaluation théorique de la vitesse de flamme diphasique saturée. D’après
la Fig. 7.21b, le calcul AVBP est conforme à la prédiction théorique pour les flammesD50. En revanche,
pour les flammes D25, les tendances sont bien prédites mais la formule théorique sous-estime la va-
leur calculée par AVBP. Pour les faibles diamètres d’injection, la décomposition algébrique du temps
de combustion diphasique τq en deux temps caractéristiques séparés τe et τc (Eq. 7.3) est une approxi-
mation qui surestime τq. Pour les diamètres élevés où le temps d’évaporation τe est plus limitant, cette
décomposition est valable d’où le faible écart observé pour les flammesD50.
La Fig. 7.23 compare les différentes épaisseurs caractéristiques de la flamme saturée (cf. Tab 7.5).
Conformément aux résultats de Ben Dakhlia [20] (cf. section 7.1.3), l’épaisseur de flamme augmente
sensiblement avec le diamètre. D’autre part, la Fig. 7.22 montre que la formule de Blint (Eq. 7.88)
reliant SL, δL et D1th reste valable pour les flammes saturées. L’épaississement de la flamme lié aux
effets diphasiques provient donc directement de la réduction de la vitesse de flamme (due à la diminution
du taux de réaction) alors que l’effet de la diffusion thermique contenu dans D1th joue un rôle identique.
Sur la Fig. 7.23a, on note que l’épaisseur caractéristique de traînée est d’autant plus importante que le
diamètre initial est grand et que sa valeur diminue avec la richesse.
La Fig. 7.24 montre que les nombres sans dimension Stc et Dae varient peu avec la richesse. Les
structures de flammes sont donc sensiblement les mêmes pour des richesses différentes. En revanche, le
diamètre d’injection des gouttes a une influence notable sur les épaisseurs de traînée et d’évaporation.
L’épaisseur d’évaporation, en particulier, augmente de 25% à 38% (fonction de la richesse) lorsque le
diamètre passe de 25 à 50 µm (cf. Fig. 7.23a). Pour le plus faible diamètre, le nombre de Stokes est
déjà proche de l’unité et il augmente lorsque le diamètre est supérieur. Quel que soit le régime riche ou
pauvre ou le diamètre d’injection, on a donc un effet important de la force de traînée sur la dynamique
de la phase liquide.
7.3.7 Influence du diamètre
À richesse constante, on fait varier le diamètre initial de goutte afin d’observer son influence sur la
propagation de la flamme plane saturée. Parmi les trois points de richesse étudiés, l’étude comparative
est faite à φ = 0.73 (flammes L), richesse pour laquelle les effets du diamètre sont les plus grands.
Afin de comparer les profils des flammes LD25, LD50 et LG, on définit les abscisses modifiées
suivantes :
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FIG. 7.24 - Nombres sans dimension caractéristiques de la traînée Stc et de l’évaporation du sprayDae en
fonction de la richesse totale pour les flammes saturées à 25 µm (D25) et à 50 µm (D50)
– x− x0 où x0 = x(|ω˙F |max) est l’abscisse du maximum de taux de réaction ;
– Θ, la température réduite définie par Θ =( T (x)− T1) / (T2 − T1).
La Fig. 7.25a illustre les profils de température obtenus pour les différents paramètres d’injection.
La flamme LD25 présente un profil proche de la flamme gazeuse avec une épaisseur légèrement plus
importante et une température de gaz brûlés plus faible (cf. Fig. 7.21). En revanche, la flamme LD50
possède des profils de température gazeuse et liquide aux épaisseurs nettement supérieures à celles de la
flamme LD25. Sur la Fig. 7.25b, on note que la forme des profils de température liquide et de diamètre
de goutte sont semblables, avec une fin de zone de préchauffage qui a lieu à une distance identique
du maximum de taux de réaction. Cette figure illustre également l’effet d’épaississement de la zone de
préchauffage et d’évaporation observé sur la Fig. 7.21 lorsqu’on passe de la flamme LD25 à la flamme
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LD50.
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FIG. 7.25 - Profils de température gazeuse et liquide (zoom) (a.). Profils du carré du diamètre et de la
température liquide (zoom) (b.).
Les profils de vitesse gazeuse des flammes diphasiques (Fig. 7.26a et 7.26b) présentent une forme
semblable à celui de la flamme gazeuse, aux écarts près dus à la différence de vitesse de propagation du
front. La Fig. 7.26b montre en particulier que la vitesse gazeuse u suit une évolution linéaire en fonction
de la température réduite Θ car les effets de la traînée de goutte sur le gaz sont faibles. En revanche, la
vitesse liquide présente un retard important sur la vitesse gazeuse dans la zone où le diamètre est proche
du diamètre initial. Cette zone atteint une température réduite de 0.8 pour LD25 et 0.95 pour LD50. Ces
valeurs sont proches du nombre de Stokes que l’on a défini dans la section précédente. Elles confirment
que les effets d’inertie de gouttelettes, qui augmente avec leur diamètre, jouent un rôle important dans la
structure d’une flamme diphasique saturée.
On note que la région où la vitesse du liquide est très proche de celle du gaz contient une phase liquide
virtuelle où les gouttes ont atteint le diamètre seuil de l’évaporation et ne représentent plus le spray réel.
Dans cette zone, le profil de ul de la flamme LD50 présente un maximum local qui n’est pas physique
mais résulte d’un effet dispersif lié à la raideur du gradient de vitesse liquide lorsque le diamètre de
goutte tend vers zéro en raison de l’évaporation. Cet artefact est sans gravité car il ne met pas en cause
la stabilité du calcul et n’intervient que là où la phase liquide est pratiquement absente.
Sur la Fig. 7.27a, on distingue des profils de fraction massique de carburant qui présente des maxima
en amont du maximum de taux de réaction (x − x0 = 0) pour les flammes diphasiques. Concernant
la flamme LD25, on remarque que ce Y maxF correspond environ à la moitié de la valeur d’injection de
la flamme gazeuse LG. En aval de ce maximum, la flamme LD25 présente une structure identique à
celle de la flamme LG où YF tend vers zéro car le mélange injecté est pauvre (carburant en défaut). La
flamme LD50 comporte un Y maxF plus faible que la flamme LD25 et cette valeur est atteinte pour une
température réduite plus élevée, comme l’indique la Fig. 7.27b. Cette figure montre également que la
structure de la flamme LD50 s’éloigne nettement de la flamme gazeuse pour des températures réduites
inférieure à 0.9.
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FIG. 7.26 - Profils de vitesse gazeuse (u) et liquide (ul) en fonction de l’abscisse x− x0 (zoom) (a.) et en fonction
de la température réduite Θ (b.)
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FIG. 7.27 - Profils de fraction massique de carburant gazeux en fonction de l’abscisse x− x0 (zoom) (a.) et en
fonction de la température réduite Θ (b.)
La différence de structure entre une flamme gazeuse et diphasique est également illustrée par les
profils de masse volumique de carburant gazeux ρYF et liquide αlρl (cf. Fig. 7.28a et 7.28b). Alors que
la masse volumique de carburant gazeux de la flamme LG diminue régulièrement à travers le front de
flamme, les flammes diphasiques LD25 et LD50 voient les évolutions suivantes :
– la masse volumique de carburant liquide décroît d’abord avec un taux lié à l’augmentation de
la vitesse liquide dans la zone de préchauffage (cf. Fig. 7.26) puis plus rapidement en raison de
l’évaporation ;
– la fraction massique de carburant gazeux augmente — nettement pour LD25, faiblement pour
LD50— jusqu’à un maximum où elle rejoint le profil de la flamme LG.
La Fig. 7.28b montre que pour la flamme LD50, le carburant reste sous forme liquide dans une grande
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portion de l’épaisseur du front de flamme.
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FIG. 7.28 - Profils de masse volumique de carburant gazeux (ρYF ) et liquide (αlρl) en fonction de l’abscisse
x− x0 (zoom) (a.) et en fonction de la température réduite Θ (b.)
Les Fig. 7.29a et 7.29b illustrent les profils de taux de réaction ω˙F et d’évaporation Γ, variables
jouant le rôle de termes sources dans les équations de ρYF (Eq. 7.6) et αlρl (Eq. 7.10). Dans le cas de la
flamme LD25, le taux d’évaporation est présent sur une épaisseur plus faible que le taux de réaction (cf.
Fig. 7.29a) et son intensité maximale est plus grande. Quel que soit l’endroit du front de flamme, le taux
de réaction reste proche de celui observé dans la flamme gazeuse. Pour la flamme LD50 en revanche, le
taux d’évaporation occupe presque entièrement l’épaisseur du taux de réaction ce qui indique un couplage
fort entre l’évaporation et la combustion. Dans ce cas, le profil du taux de réaction de LD50 s’éloigne
nettement de ceux de LD25 et LG. Son intensité maximale est plus faible et tend vers la valeur atteinte
par le taux d’évaporation. On en conclut que le caractère diphasique de la flamme saturée est d’autant
plus marqué que le diamètre initial de gouttelette est élevé. Il se manifeste par une réduction du taux de
réaction responsable de la diminution de la vitesse de flamme.
7.3.8 Analyse du modèle de flamme épaissie TP-TF
Le cas test de la flamme plane saturée permet d’évaluer le modèle de flamme épaissie adapté à la
combustion diphasique (modèle TP-TF) décrit dans la section 4.6. Ce modèle est conçu pour épaissir le
front de flamme d’un facteur F tout en conservant sa structure et sa vitesse de propagation. La structure
de flamme étant liée à la dynamique de la phase liquide, le modèle TP-TF prend en compte une correction
des termes de couplage entre phases. À partir de la flamme SD25, on étudie l’effet du modèle sur les
caractéristiques de la flamme en faisant varier le facteur F . Quatre valeurs d’épaississement sont choisies
F = 1, 2, 5 et 10 produisant les quatre flammes F1, F2, F5 et F10 correspondantes. Les calculs sont
réalisés sur des maillages à nombre de nœuds identiques avec une taille de maille∆x = F ∆x0 où∆x0
est la dimension de la maille du calcul de flamme F1. Afin de comparer les profils des flammes F1 à
F10, on définit l’abscisse modifiée : x∗ = (x − x0)/F avec x0 = x(|ω˙F |max). Dans la section 4.6.5,
on justifie le choix de ne pas modifier le terme de traînée de goutte dans le modèle TP-TF. L’impact de
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FIG. 7.29 - Profils de fraction massique de carburant gazeux en fonction de l’abscisse x− x0 (zoom) (a.) et en
fonction de la température réduite Θ (b.)
cette absence de correction est analysé ici en comparant les résultats du modèle TP-TF à ceux du calcul
prenant en compte cette correction (« TP-TF drag corr. ») qui consiste simplement à diviser le terme Fd
par F dans les Eq. 7.7 et 7.11.
Les Fig. 7.30a et 7.30b montrent que la similitude entre les profils de température est bonne pour les
faibles facteurs d’épaississement (F = 2). En revanche, on note un écart pour les flammes F5 et F10
bien que la forme des courbes soit respectée et que l’abscisse x∗ où les gouttes sont à ébullition soit
conservée (cf. Fig. 7.30b). L’accord parfait entre la flamme non épaissie et la courbe du modèle à traînée
corrigée (F10 drag corr.) montre que ces écarts sont dus uniquement à l’absence de correction du terme
de traînée.
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FIG. 7.30 - Profils de température gazeuse (a.) et liquide (b.) (zoom) pour quatre valeurs du facteur
d’épaississement
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Cette erreur s’observe également sur les profils de vitesse (cf. Fig. 7.31a) où l’on constate que l’écart
entre les vitesses gazeuse et liquide diminue avec F . En effet, dans le modèle TP-TF, le terme de traînée
est surestimé d’un facteur F dans le front de flamme et le nombre de Stokes de flamme Stc n’est pas
conservé. La courbe (◦) de la Fig. 7.31a montre que cette erreur s’annule parfaitement lorsque la cor-
rection du terme de traînée est appliquée. Comme on l’a noté dans la section 7.3.5, les effets d’inertie
augmentent le temps de résidence des gouttelettes qui subissent en retard l’accélération de l’écoulement
gazeux dans le front de flamme. En surestimant la traînée, ce temps de retard est sous-estimé et la dis-
tance d’évaporation se trouve augmentée. Il en résulte une diminution du taux de réaction illustrée par la
Fig 7.31b. L’effet sur les taux d’évaporation et de réaction est semblable à celui d’une augmentation du
diamètre de goutte (cf. Fig. 7.29b).
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d’évaporation (b.) pour quatre valeurs du facteur d’épaississement
Sur la Fig. 7.32a, on retrouve l’erreur due au terme de traînée sur l’épaisseur de flamme : le modèle
TP-TF prédit une flamme sur-épaissie d’environ 20%. Avec la correction de traînée, on retrouve un épais-
sissement rigoureusement égal à F . Le modèle TP-TF surestime également l’épaisseur caractéristique
de la traînée mais cette erreur reste bornée à partir de F = 5. Pour le modèle sans correction des termes
diphasiques (TF no corr.), l’erreur est de signe opposé et vaut près de 40% pour l’épaisseur de flamme et
pour l’épaisseur de traînée à F = 5.
La Fig. 7.32b montre que le modèle TP-TF sous-estime la vitesse de flamme d’environ 20% à F = 10,
en conformité avec l’écart sur l’épaisseur de flamme. En appliquant la correction de traînée, on conserve
parfaitement la vitesse de flamme laminaire de la flamme non épaissie quel que soit F . Le modèle sans
correction, en revanche, surestime de plus de 70% la vitesse de flamme pour F = 10 et cette erreur croît
de façon importante avec F .
Cette étude met en évidence l’importance de la correction des termes d’évaporation prise en compte
par le modèle TP-TF. Sans ce traitement, la vitesse de flamme est surestimée d’autant plus que le facteur
d’épaississement est grand. Toutefois, cette correction n’est pas suffisante si l’on souhaite conserver
parfaitement SL. En effet, pour les valeurs usuelles du facteur d’épaississement (entre 5 et 10), on sous-
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estime la vitesse de flamme d’environ 20%. Au regard des autres sources d’erreurs (en particulier la
cinétique chimique en régime riche), cette valeur reste tolérable dans le cadre d’une première approche
de la LES diphasique réactive.
Pour les calculs futurs, une amélioration du modèle TP-TF devra être considérée. Les calculs ont
montré que l’erreur commise s’annule parfaitement si le terme de traînée est modifié de façon appropriée
en fonction du facteur d’épaississement. Le modèle TP-TF amélioré devra inclure cette correction tout
en évitant de perturber la dynamique du spray. En effet, lorsque la structure de flamme ne correspond
pas au modèle idéal de la flamme plane diphasique prémélangée, modifier la traînée de goutte n’est pas
justifié et introduirait des erreurs sur les taux d’évaporation et de réaction. Pour l’éviter, on peut songer
à corriger la composante de la force de traînée normale au front de flamme (normale repérée par le
gradient de température, par exemple) en conservant la composante tangentielle inchangée. Ainsi, on
respecterait l’épaississement géométrique de la structure du front sans altérer la dynamique des gouttes
dans la direction tangentielle. Avec ou sans cette modification, une étude en configuration turbulente
devra être envisagée pour valider le modèle TP-TF. Un calcul DNS de flamme diphasique saturée dans
une turbulence homogène isotrope semble un bon candidat pour une telle analyse.
7.3.9 Conclusion
La flamme plane saturée est une configuration simple qui fait apparaître l’essentiel des caractéris-
tiques de la combustion diphasique laminaire. Elle présente un comportement propagatif proche de celui
d’une flamme gazeuse de prémélange avec un couplage supplémentaire entre l’écoulement et le spray
via des transferts de masse, de quantité de mouvement et d’énergie. Ces transferts ont pour effet de dimi-
nuer légèrement la température adiabatique de flamme. Ils introduisent également un retard qui réduit la
vitesse de propagation et épaissit le front de flamme. Ces effets sont d’autant plus grands que le diamètre
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d’injection des gouttelettes de carburant est élevé.
Grâce aux bilans de masse et d’énergie, on valide la conservativité du code pour ces deux grandeurs,
propriété essentielle lorsqu’on étudie la combustion.
Malgré la simplicité des modèles d’évaporation et de combustion utilisés, les calculs AVBP permettent
de reproduire les caractéristiques principales de la structure d’une flamme diphasique. L’étude de cette
structure a mis en évidence des zones où agissent de façon couplée les effets de glissement entre phases,
de préchauffage de goutte, d’évaporation et de réaction chimique qui sont à l’origine du mécanisme de
propagation du front de flamme. L’attribution d’échelles caractéristiques pour ces différents phénomènes
permet de comparer leur influence respective en définissant des nombres de Damköhler et de Stokes ca-
ractéristiques du spray.
L’étude paramétrique permet de retrouver des comportements relevés dans l’étude bibliographique.
La formule théorique de la vitesse de flamme proposée par Ballal et Lefebvre [17] est ainsi vérifiée pour
le diamètre de gouttes le plus élevé. En utilisant une chimie réaliste en régime riche (cf. section 4.7.2), il
serait intéressant de chercher à reproduire les résultats obtenus par Versaevel [259] et Ben Dakhlia [20]
dans ce régime.
Enfin, le modèle TPTF, extension du modèle de flamme épaissie à la combustion diphasique, donne
des résultats acceptables en prévision des objectifs de la LES : propager une flamme sur un maillage
grossier en conservant sa structure et sa vitesse de propagation. En pratique, le modèle sous-estime la
vitesse de flamme en raison de l’absence de correction du terme de traînée. Toutefois, cette erreur ne
dépasse pas 20% et reste tolérable dans le cadre de cette étude. Pour les calculs futurs, il faudra envisager
une amélioration de ce modèle et sa validation dans une configuration turbulente. La réalisation de cette
étude est prévue dans la thèse en cours de M. Sanjosé au Cerfacs (2006-2009).
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Chapitre 8
Écoulement réactif en régime stationnaire
8.1 Introduction
Les études présentées dans les chapitres 6 et 7 constituent une première étape dans la validation du
code AVBP pour la combustion diphasique. Comme le montrent les conclusions de ces chapitres, des
investigations supplémentaires sont requises pour une validation complète. En plus des études acadé-
miques, la confrontation avec les données expérimentales existantes en combustion diphasique turbu-
lente [109, 163, 164, 165, 190, 268] est un passage nécessaire. Toutefois, dans l’objectif de construire
un code de calcul adapté aux configurations industrielles, il est intéressant d’évaluer les potentialités de
l’outil actuel dans une application réaliste : une chambre de combustion de turbine d’hélicoptère. Bien
que les modèles présentés dans la partie I soient relativement simples, la tâche consistant à les faire tra-
vailler de manière couplée au sein d’un calcul turbulent diphasique réactif en géométrie réelle représente
un vrai défi. Chaque niveau de couplage introduit une source possible d’instabilités numériques, appelant
donc des traitements numériques spécifiques.
Ce chapitre présente une étude LES de la combustion en régime stationnaire dans la chambre Vesta
de Turbomeca. Dans un premier temps, on décrit la géométrie, les simplifications du calcul et la mise en
place des conditions aux limites qui en découle. Dans un second temps, on présente les résultats à tra-
vers plusieurs analyses. On s’intéresse tout d’abord à l’aérodynamique de l’écoulement non réactif. On
étudie ensuite la topologie de la flamme et les mécanismes permettant sa stabilisation. Enfin, on analyse
la structure de flamme par différentes approches.
8.2 Configuration
8.2.1 Géométrie
La chambre Vesta a été conçue par Turbomeca comme un démonstrateur pour le foyer du moteur
d’hélicoptère Ardiden, le dernier né de ce constructeur de turbines. Il s’agit d’une chambre annulaire à
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flux inversé (cf. introduction générale) composée de 18 secteurs identiques (cf. Fig. 8.1a). Dans chaque
secteur, le spray de kérosène est fourni par des injecteurs principaux de type airblast à préfilm (cf.
section 1.1.3) créant un jet d’air vrillé. La Fig. 8.2b est un zoom sur deux secteurs qui montre les limites
du domaine de calcul, restreint ici à un secteur supposé périodique.
a.
Allumeurs
b.
FIG. 8.1 - Vue d’ensemble de la chambre annulaire Vesta représentant 14 des 18 secteurs et la position des
allumeurs (en blanc) (a.). Zoom sur deux secteurs (b.) : limite du domaine de calcul en noir
La chambre réelle comporte plusieurs entrées d’air via des parois multi-perforées et des films de
refroidissement qui n’ont pas été pris en compte dans le calcul. Seules les entrées principales via l’in-
jecteur et les trous d’air primaires ont été conservées (cf. Fig. 8.2) car elles jouent un rôle essentiel sur
l’aérodynamique de la zone primaire. La chambre complète possède deux injecteurs de démarrage (ou
allumeurs), situés entre deux injecteurs principaux à des positions diamétralement opposées dans l’an-
neau (cf. Fig. 8.1a). Le secteur représenté dans le calcul prend en compte un allumeur afin de simuler la
séquence d’allumage calculée dans le chapitre 9. Les orifices des allumeurs laissent passer un débit de
fuite qui sert au refroidissement de la tête d’injecteur, de la bougie d’allumage et prévient le dépôt de
coke. Ce débit est représenté par une entrée d’air dans le calcul LES (cf. section 8.2.3).
8.2.2 Maillage
Vu la complexité de la géométrie, le domaine de calcul a été maillé au moyen du logiciel CentaurSoft
en non structuré (cf. section 5.4). La grille obtenue contient 173 000 nœuds soit 1.03 millions de cellules
tétraédriques. La Fig. 8.3 montre la répartition des points dans le domaine : les cellules les plus petites
ont été réservées à la zone principale de combustion située dans l’axe de l’injecteur. La taille de la plus
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Trous d’air externes
Jet d’air vrillé +
spray de kérosène
Jet d’air
principal vrillé
Sortie
Paroi non glissante
Jet d’air (débit de fuite de
l’injecteur de démarrage)
Trous d’air internes
FIG. 8.2 - Domaine de calcul et conditions aux limites (les surfaces sombres sont débitantes)
petite maille conditionne le pas de temps explicite qui vaut 10−8 s dans le calcul réactif.
FIG. 8.3 - Vue écorchée du maillage
8.2.3 Conditions aux limites
La Fig. 8.2 décrit les conditions aux limites du domaine de calcul. Le type de conditions et les pa-
ramètres physiques correspondants sont résumés dans le Tab. 8.1. Les conditions de température, de
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pression et de richesse ont été fournies par Turboméca et correspondent au point d’opération d’un ré-
gime de démarrage. On note que la richesse globale de la chambre est proche de la stoechiométrie avec
un rapport carburant/air de 6.6% alors que le régime de fonctionnement nominal se situe plutôt autour
de 2%. La condition de périodicité impose de représenter un injecteur de démarrage complet alors que
le secteur réel n’en comporte qu’une moitié. Par conséquent, le débit d’air fourni par cet injecteur est
surestimé d’un facteur 2, ce qui compense exactement le déficit dû aux entrées d’air primaire qui ne sont
pas prises en compte (cf. section 8.2.1).
Nom (Fig. 8.1) Type de frontière Paramètres physiques
Trous primaires Entrée d’air Température : Tair = 273K
internes Vitesse débitante : Ubulk = 27.7m.s−1
Débit massique : m˙air = 1.15 g.s−1
Trous primaires Entrée d’air Idem trous internes
externes
Injecteur principal
Vrille externe Entrée d’air Température gazeuse : Tair = 273K
Vitesse débitante : Ubulk = 31.1m.s−1
Débit d’air : m˙air = 2.08 g.s−1
Vrille interne Entrée d’air Température gazeuse : Tair = 273K
Vitesse débitante : Ubulk = 18.1m.s−1
Débit d’air : m˙air = 0.48 g.s−1
Spray de kérosène Température liquide : Tl = 273K
Diamètre de gouttes : d0 = 25 µm
Débit de carburant : m˙F = 0.410 g.s−1
Richesse globale : φg = 0.93
(basée sur les débits )
Fuite injecteur Entrée d’air Température : Tair = 273K
de démarrage Vitesse débitante : Ubulk = 5.7m.s−1
Débit massique : m˙air = 1.4 g.s−1
Paroi de la chambre Paroi non glissante,
adiabatique
Sortie Pression imposée Pression : P = 1.18 bar
TAB. 8.1 - Conditions aux limites et paramètres physiques du point d’opération
Le carburant est représenté par une espèce unique possédant les propriétés moyennes du kérosène (cf.
Tab. 8.2). Les données de cette espèce de substitution ont été fournies par Snecma Moteurs qui les utilise
couramment dans les calculs RANS avec le code N3S-Natur. Le schéma simplifié décrivant la cinétique
de réaction est le schéma mono-étape du JP10 détaillé dans la section 4.7.
Pour être cohérent avec le modèle de sous-maille de type WALE utilisé dans cette étude (cf. sec-
tion 4.3), les parois de la chambre sont représentées par une condition d’adhérence. La pression est
imposée sur la section de sortie. Les jets issus des trous d’air primaires sont des jets transverses. Dans
le calcul, ils sont amenés par un court canal fictif permettant d’éloigner l’effet de la condition limite.
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Carburant : substitut de kérosène
Masse molaire : WF = 130.2815 g.mol−1
Masse volumique : ρl = 782.03 kg.m−3
Température de Clausius-Clapeyron : Tcc = 489.0K
Pression de Clausius-Clapeyron : Pcc = 1.105 Pa
Enthalpie latente d’évaporation : Lv = 323.19 kJ.mol−1
Capacité calorifique à pression constante : Cp,l = 3.0077 kJ.mol−1.K−1
TAB. 8.2 - Propriétés physiques du carburant (source Snecma Moteurs)
L’injecteur réel comporte une double vrille (non représentée) créant deux jets coaxiaux animés d’une
forte composante de rotation. Pour le jet interne, cette composante est orientée dans le sens horaire alors
que celle du jet externe est en sens opposé. L’aérodynamique de la chambre étant en grande partie pilotée
par la dynamique de ces jets vrillés, il est essentiel que leurs caractéristiques soient correctement repro-
duites par la condition aux limites. Les moyens expérimentaux actuels ne permettent pas d’accéder aux
mesures de vitesses en raison des faibles sections de passage de l’injecteur qui empêchent l’accès des
instruments optiques ou intrusifs. Afin de caractériser l’aérodynamique de cet injecteur, une simulation
LES non réactive incluant la géométrie entière de l’injecteur a été réalisée par L. Gicquel au Cerfacs [87].
Le champ de vitesse moyenne calculé dans la section de l’injecteur correspondant à l’entrée de la pré-
sente configuration (cf. Fig. 8.2) fournit les profils de conditions aux limites utilisés dans le calcul réactif
(cf. Fig. 8.4). En l’absence de données expérimentales sur le spray, le diamètre des gouttes a été fixé à
25 µm et un profil de flux massique Fliq = ρlα˘lu˘l a été supposé dans le jet de vrille interne où le film
liquide est injecté. La valeur de Fliq a été fixée nulle sur l’axe et maximum sur le rayon d’injection du
film.
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FIG. 8.4 - Profils de vitesse gazeuse axiale (Ux), radiale (Ur) et tangentielle (Uθ) et profil de flux massique de
liquide Fliq imposés comme condition aux limites de l’injecteur principal
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On définit différents temps caractéristiques de la configuration de la façon suivante :
– le temps convectif global τcv :
τcv =
mtot
m˙tot
(8.1)
où mtot et m˙tot sont respectivement la masse totale contenue dans le volume de calcul et le débit
massique total traversant la chambre. En supposant que les trajectoires du gaz et des gouttes sont
proches, τcv donne aussi un ordre de grandeur du temps de résidence des gouttes dans la chambre.
– le temps de swirl τsw :
τsw =
2piRinj
Uθ
(8.2)
où Rinj et Uθ sont respectivement le rayon moyen et la vitesse azimutale moyenne du jet de vrille
externe (cf. Fig. 8.4).
– le temps convectif d’injection liquide τinj :
τinj =
Rinj
Ul,bulk
(8.3)
– le temps de relaxation des gouttes de carburant τp :
τp =
ρld20
18µ
(8.4)
τsw et τp permettent de définir le nombre de Stokes des gouttes vis à vis du swirl (ou nombre de Stokes
azimutal) :
Stθ =
τp
τsw
(8.5)
De la même façon, on construit un nombre de Stokes de l’injection axiale à partir de τinj et τp :
Stx =
τp
τinj
(8.6)
Enfin, le nombre de Reynolds Re est défini à partir de la vitesse débitante et le rayon moyen du jet de
vrille externe :
Re =
UbulkRinj
ν
(8.7)
Les valeurs des Eq. 8.2 à 8.7 sont données par le Tab. 8.3. Les nombres de Stokes azimutal et axial
suggèrent que les effets inertiels des gouttes sont importants par rapport au jet d’air. La valeur élevée du
nombre de Reynolds confirme le caractère turbulent de l’écoulement.
Le temps d’évaporation du spray est aussi un paramètre clé car il conditionne le régime de combus-
tion. Dans les conditions thermodynamiques du point d’opération étudié, le carburant liquide se trouve
dans un état de saturation où l’évaporation est impossible sans apport supplémentaire de chaleur (cf
section 7.3.1).
8.2.4 Condition initiale
Le régime stationnaire réactif présenté dans cette section est issu du calcul de la séquence d’allumage
décrit dans le chapitre 9. Afin d’obtenir le régime permanent, les conditions aux limites de la section 8.2.3
ont été appliquées pendant 19ms de temps physique soit 2.3τcv .
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Temps convectif : τcv = 8.3ms
Temps de swirl : τsw = 0.503ms
Temps convectif d’injection liquide : τinj = 0.267ms
Temps de relaxation des gouttes : τp = 1.54ms
Nombre de Stokes azimutal : Stθ = 3.06
Nombre de Stokes axial : Stx = 5.77
Nombre de Reynolds : Re = 10 500
TAB. 8.3 - Temps et nombres caractéristiques de l’aérodynamique du calcul LES
8.2.5 Modèles physiques, paramètres numériques et ressources informatiques
Le Tab. 8.4 résume les choix de modèles et de paramètres numériques ainsi que les ressources in-
formatiques utilisées pour le calcul LES. Les 50 ms de temps physique calculé correspondent au temps
nécessaire pour atteindre le régime stationnaire, c.-à.d le temps qu’il faut pour évacuer les effets transi-
toires liés à la séquence d’allumage. Ce temps simulé représente six fois le temps convectif global τcv.
On note le recours à un opérateur de viscosité artificielle pour stabiliser le calcul des phases gazeuse et
liquide. Afin de préserver la précision du calcul, cet opérateur est appliqué très localement, là où il est
nécessaire, grâce à l’utilisation du senseur de Colin.
Modèles physiques
Modèle de sous-maille : modèle WALE (cf. section 4.3 )
Modèle de combustion : modèle TFLES (cf. section 4.6)
(épaississement fonction du maillage)
Modèle de spray : modèle Euler-Euler statistique (cf. chapitre 3)
sans modèle pour le mouvement décorrélé
avec modèle de sous-maille
Paramètres numériques
Schéma numérique : Runge-Kutta 3 étapes (RK3) (cf. section 5.2)
Viscosité artificielle : senseur de Colin, opérateur du 2e et 4e ordre (gaz et liquide)
Pas de temps : ∆t = 10 µs
Temps physique simulé : t = 50ms
Nombre d’itérations : Nite = 500 000
Ressources informatiques (cf. section 5.5)
Calculateur : SGI O3800 (CINES, Montpellier)
Nombre de processeurs : 128
Temps de calcul : 30 000 h CPU
Temps d’exécution : 240 h
TAB. 8.4 - Modèles physiques, paramètres numériques et ressources informatiques du calcul LES
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8.3 Aérodynamique de l’écoulement non réactif
Avant de s’intéresser au régime réactif, on cherche à comprendre l’impact des caractéristiques aé-
rodynamiques de la chambre sur le processus de combustion en étudiant le régime non réactif carburé.
Pour ce calcul préliminaire, on notera que le débit de fuite de l’injecteur de démarrage n’a pas été pris en
compte. Les Fig. 8.5a et 8.5b fournissent les éléments géométriques utilisés pour présenter les résultats.
a. b.
x
yinj
inj
y
x
Ligne swirl
FIG. 8.5 - Surfaces de coupes utilisées pour présenter les résultats (a.). Surface A (b.) : changement de
coordonnées et position de la ligne de calcul du nombre de swirl
La Fig. 8.6a montre que le jet vrillé issu de l’injecteur principal éclate rapidement et génère une zone
de recirculation très volumineuse. Ce phénomène, décrit par Lucca-Negro [139] et connu sous le nom
anglais de vortex break-down, apparaît lorsque le nombre de swirl S (Eq. 8.8) est supérieur à une valeur
critique proche de 0.6.
S =
1
R
∫ R
0 uxuθr
2dr∫ R
0 u
2
xrdr
(8.8)
où R représente le rayon du jet, ux la vitesse axiale et uθ la vitesse azimuthale. En appliquant l’Eq. 8.8 à
la section de sortie du jet (cf. Fig. 8.5b), on obtient S = 0.91. Cette valeur est un minimum car le nombre
de swirl a tendance à augmenter dans la direction axiale lorsque l’écoulement rencontre un élargisse-
ment [227]. Cette valeur supérieure au nombre de swirl critique est conforme à l’observation d’un vortex-
breakdown relativement intense. Ce type d’écoulement favorise la stabilisation de la flamme [131] : en
recirculant les gaz brûlés vers la zone amont, il permet le mélange entre les gaz chauds et les réactifs.
La zone de recirculation illustrée par la coupe dans la surface C (Fig. 8.6a) présente une asymétrie
prononcée. Sur cette même coupe, la Fig. 8.7a illustre la position du tourbillon de forme annulaire res-
ponsable de la recirculation centrale. Au lieu d’être aligné sur l’axe de l’injecteur, l’axe de cet anneau
est décalé nettement vers les z négatifs (à droite sur la Fig. 8.7a). Cette asymétrie est certainement la
conséquence d’une interaction entre le mouvement de swirl du jet d’injecteur et les jets de trous internes
et externes (cf. Fig. 8.2). Comme le montre la Fig. 8.6b, le jet de trou interne (inférieur) influence lar-
gement la zone de recirculation alors que le jet de trou externe (supérieur) pénètre moins profondément.
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a. b.
FIG. 8.6 - Champ moyen de vitesse axiale dans la surface C (a.). La ligne blanche délimite la zone de
recirculation. Lignes de courant du champ moyen de vitesse dans la surface A (b.)
Cette différence n’est pas liée à un écart de débit (conditions identiques) mais plutôt au décalage dans la
position des trous en xinj . En raison de cet écart géométrique, l’effet des jets internes sur la composante
azimutale du jet d’injecteur est plus grand et provoque l’asymétrie observée sur les Fig. 8.6a et 8.7a.
a. b.
FIG. 8.7 - Lignes de courant du champ moyen de vitesse gazeuse (a.) et liquide (b.) dans la surface C
La Fig. 8.7 compare le champ de vitesse moyenne du gaz et du spray dans la surface C. La principale
différence se situe au niveau du point d’arrêt de la zone de recirculation (cercle en pointillés) qui remonte
très près de l’entrée, dans le cas du gaz, à environ une fois Rinj dans le cas du spray. Cet écart de
trajectoires joue un rôle dans l’écoulement réactif comme on le verra dans les sections 8.4 et 8.5.
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8.4 Topologie de l’écoulement et mécanisme de stabilisation
8.4.1 Analyse du champ gazeux
La Fig. 8.8 montre que la zone de recirculation intense observée dans l’écoulement non réactif (cf.
section 8.3) est toujours présente dans l’écoulement réactif et reste très proche de la sortie de l’injecteur
principal. Elle est toutefois moins étendue dans la direction z, probablement en raison de la présence du
jet d’air issu de l’injecteur de démarrage. De plus, l’asymétrie de l’écoulement dans la surface C observée
à froid semble moins marquée dans l’écoulement réactif.
A
B
C
FIG. 8.8 - Champ instantané de vitesse axiale dans la surface C. Ligne noire fine : limite de la zone de
recirculation. Iso-lignes blanc : taux de réaction
Sur la Fig. 8.8, on distingue plusieurs zones réactives :
– Zone A : commençant à l’aval immédiat de la sortie de l’injecteur principal et suivant la limite de
la zone de recirculation (cf. Fig. 8.8) ;
– Zone B : située entre le jet de l’injecteur de démarrage et le jet éclaté issu de l’injecteur principal ;
– Zone C : localisée à l’intérieur de la zone de recirculation.
La Fig. 8.9 met en évidence le rôle de la zone de recirculation dans la stabilisation de la flamme.
En ramenant des gaz chauds vers l’amont, elle provoque l’évaporation rapide du spray. Dans le même
temps, ces gaz chauds permettent d’initier la réaction entre le carburant évaporé et l’air issu de l’injecteur
principal. On obtient alors la flamme de diffusion stable et de forte intensité correspondant à la zone
A. Enfin, comme le montre la Fig. 8.10a, elle permet d’augmenter le temps de résidence de la vapeur
de carburant en l’emprisonnant dans le volume recirculé. La chambre étant globalement proche de la
stoechiométrie (φg = 0.93), les apports d’oxygène conditionnent également la topologie de la flamme.
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FIG. 8.9 - Champ instantané de température dans la surface C. Iso-lignes noires : taux de réaction.
La Fig. 8.10b montre que la région limitée par les flammes A, B et C ne contient que de la vapeur de
carburant et des gaz brûlés. Le carburant non consommé dans la zone A brûle alors en diffusion avec
l’air du jet de l’injecteur de démarrage (Zone B) et des jets issus des trous primaires (Zone C).
a. b.
FIG. 8.10 - Champs instantanés de fraction massique de carburant (a.) et d’oxydant (b.) dans la surface de coupe
C. Iso-lignes noires (a. et b.) : taux de réaction. Iso-lignes blanches (a.) : taux d’évaporation
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8.4.2 Influence du spray
La Fig. 8.11a montre que le spray, en raison de l’inertie des gouttes, pénètre dans la zone de recircu-
lation du gaz, conformément à l’observation faite dans le calcul non réactif (cf. section 8.3). En subissant
la traînée due à l’ecoulement recirculé, les gouttes s’accumulent en amont et s’évaporent sous l’effet du
transfert de chaleur par les gaz chauds (cf. Fig. 8.11b). Ce phénomène explique la présence de vapeur de
carburant au sein de la zone de recirculation et sa concentration particulièrement élevée dans la région
D (cf. Fig. 8.10a). Dans cette région, une quantité importante de chaleur est absorbée par évaporation du
fait de la forte concentration de gouttes (cf. Fig. 8.11a et b). Le spray génère donc une zone très riche et
relativement froide dans l’axe de l’injecteur, ce qui explique l’absence de réaction observée à cet endroit.
Ce phénomène a également été remarqué par S. Pascaud dans une étude LES de foyer diphasique [181].
La Fig. 8.11a indique également que la phase liquide est totalement évaporée avant d’atteindre les ré-
gions B et C. Les flammes correspondantes sont donc des flammes purement gazeuses. Dans le cas d’une
injection de carburant purement gazeux, on aurait certainement observé une topologie de flamme diffé-
rente : le carburant ne serait pas pénétré dans la zone de recirculation mais aurait suivi la trajectoire du jet
éclaté en créant un prémélange partiel. La fraction de carburant présente à l’intérieur du volume recirculé
aurait été plus faible et le régime diffusif probablement moins marqué. Dans un tel écoulement où la tra-
jectoire de la phase dispersée est localement très différente de celle du gaz, la question de la validité du
modèle Euler-Euler peut être posée. L’étude de Riber et al. [207] sur la dispersion de particules solides
dans un écoulement turbulent fortement recirculé montre que l’approche Euler-Euler en LES reproduit
correctement les mesures expérimentales. La méthode peut donc être appliquée avec confiance dans le
cas présent. En pratique, la plus grande incertitude provient du manque d’information sur les caractéris-
tiques initiales du spray, la vitesse, la concentration et la taille initiale des gouttes influençant fortement
leur dispersion et leur évaporation.
a. b.
FIG. 8.11 - Champs instantanés de fraction volumique liquide (a.) et de taux de transfert de chaleur par
évaporation (b.) dans la surface de coupe C. Lignes grises (a.) et lignes blanches (b.) : limite de la zone de
recirculation. Iso-lignes noires (a.) : taux d’évaporation
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8.5 Structure de flamme
8.5.1 Indice de Takeno
Comme le proposent Réveillon et Vervisch [205], on utilise le critère de Takeno pour analyser le
mode de combustion. Ce critère est basé sur un indice de flamme défini comme le produit scalaire des
gradients des fractions massiques des réactifs : T = ∇YF .∇YO. En normalisant T , on construit un taux
de réaction indexé qui permet de séparer le régime de diffusion du régime de prémélange :
ω˙∗F =
T
|∇YF .∇YO| ω˙F (8.9)
Dans l’Eq. 8.9, ω˙∗F = ω˙F pour une flamme de prémélange et ω˙
∗
F = −ω˙F pour une flamme de diffusion.
La Fig. 8.12 indique que l’essentiel de la combustion se fait en régime de diffusion pour lequel la flamme
coïncide avec la ligne stoechiométrique. On note toutefois la présence d’une flamme de prémélange sur
le rayon extérieur du jet de l’injecteur principal.
FIG. 8.12 - Champ instantané de taux de réaction indexé par le critère de Takeno (−ω˙∗F ) dans la surface de
coupe C. Noir : régime de diffusion. Blanc : régime de prémélange. Ligne blanche : stoechiométrie. Les segments
blancs correspondent aux lignes de coupe 1 et 2
8.5.2 Structure locale 1D
Afin de comprendre plus précisément la structure de la flamme située dans la zone A, on propose une
analyse 1D du spray et de la flamme. La coupe 1 (cf. Fig. 8.12) correspond à l’axe de l’injecteur principal
donc du spray. La coupe 2 est choisie normale au front de la flamme A.
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L’accumulation de gouttes déjà notée sur la Fig. 8.11a s’observe clairement sur la Fig. 8.13a : la
décroissance de la vitesse du spray en entrant dans la zone de recirculation (Uinj < 0) induit une aug-
mentation de la fraction volumique par effet de « compression » de la phase dispersée. En aval, le taux
d’évaporation important génère de la vapeur de carburant qui est convectée vers l’amont par le gaz re-
circulant. Cette vapeur est ensuite entraînée par le jet de la vrille externe et brûle dans la flamme de
prémélange observée sur la Fig. 8.12. La Fig. 8.13b permet d’expliquer la localisation du maximum de
taux d’évaporation Γ. En recirculant vers l’amont, les gaz brûlés rencontrent le spray et lui transfère de
la chaleur de sorte que la température des gouttes augmente jusqu’à atteindre l’ébullition. Le taux d’éva-
poration élevé résultant conduit à la vaporisation totale du spray (d→ 0). Pour des raisons numériques,
le diamètre ne vaut pas exactement 0 mais une valeur seuil (correspondant à 99.9% de masse évaporée)
en-dessous de laquelle le taux d’évaporation est annulé (cf. section 7.2.5). Cette coupure permet d’évi-
ter l’apparition de fractions volumiques négatives et de températures liquides aberrantes. Par ailleurs,
comme le montre la Fig. 8.13b, le traitement numérique de l’ébullition permet d’éviter de dépasser la
température locale d’ébullition lorsque les gouttes reçoivent un flux de chaleur très élevé en raison des
gaz chauds (cf. section 3.3.2). La structure observée sur la Fig. 8.13 rappelle la dynamique d’évaporation
rencontrée dans les flammes planes saturées étudiées dans la section 7.3. Dans ces flammes laminaires,
le gradient de température qui déclenche l’évaporation est provoqué par le dégagement de chaleur. Dans
la région de la coupe 1, ce gradient de température n’est pas la conséquence directe de la réaction mais
de la recirculation des gaz brûlés.
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FIG. 8.13 - Coupe 1D dans le spray suivant la ligne 1 (cf. Fig. 8.12). Températures limites : T0 = 273K,
Tl,max = 502K et Tmax = 2263K.
Dans la coupe 2 (cf. Fig. 8.12), les courbes de taux d’évaporation et de combustion montrent que le
front de flamme et le front d’évaporation sont voisins (cf. Fig. 8.14) et que le taux de réaction est du
même ordre que le taux d’évaporation, preuve du couplage fort réaction et évaporation. À gauche du
front de flamme (donc dans le jet de vrille externe), on a un mélange froid (cf. Fig. 8.14b) constitué
d’air et de gouttelettes non évaporées correspondant au spray dans les conditions saturées. La courbe
d/d0 (Fig. 8.14a) montre que le spray est faiblement évaporé dans l’écoulement d’air. La vapeur de
carburant présente n’est donc pas tant le produit de l’évaporation locale du spray que le résultat du
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mélange entre le jet d’air de vrille externe et le carburant gazeux produit initialement dans la région D
(cf. Fig. 8.10a). À droite du taux de réaction, on trouve un mélange chaud de gaz brûlés et de vapeur de
carburant. L’évaporation intense du spray dans ce mélange produit la vapeur de carburant qui alimente la
flamme de diffusion située naturellement à proximité de la zone stoechiométrique c.-à-d. pour sYF = YO.
Plus précisément, le fait que le maximum du taux de réaction se trouve plutôt du côté riche révèle le
défaut du schéma cinétique simplifié qui surestime le taux de réaction en régime riche (cf. section 4.7).
Enfin, le léger minimum local de la courbe de température (Fig. 8.10b) à l’endroit du maximum de taux
d’évaporation est dû à l’absorption de chaleur par le changement de phase. L’effet est notable car le
flux de chaleur latente est important dans cette région fortement chargée en liquide (environ 11% de
charge massique) (cf. Fig. 8.11). Ce phénomène de sous-adiabacité a certainement une influence sur la
production de polluants.
a.
1 2 3 4 5 6 7
x2 (mm)
0.0
0.2
0.4
0.6
0.8
1.0
s*YF
YO
d / d0
- ωF / Γmax
Γ / Γ
max
b.
1 2 3 4 5 6 7
x2 (mm)
0.0
0.2
0.4
0.6
0.8
1.0
F/5
(T-T0)/(Tmax-T0)
- ωF / Γmax
Γ / Γ
max
FIG. 8.14 - Coupe 1D dans la flamme suivant la ligne 2 (cf. Fig. 8.12). Températures limites : T0 = 273K et
Tmax = 2078K.
8.5.3 Modèle de flamme diphasique épaissie TP-TFLES
Sur la Fig. 8.14b, la courbe représentant le facteur d’épaississement F montre que le senseur d’épais-
sissement S du modèle de flamme diphasique épaissie (TP-TFLES, cf. section 4.6.4) fonctionne comme
attendu : F vaut 1 dans les zones non réactives et environ 3.5 autour du front de flamme, de sorte que
le taux de réaction est résolu sur un nombre suffisant de points de maillage. Le taux d’évaporation est
également bien résolu grâce à la tolérance du senseur S autour de l’épaisseur de réaction. Numérique-
ment, le problème de l’évaporation–combustion sur le maillage LES est donc correctement traité. Il est
néanmoins difficile d’évaluer l’impact réel du modèle TP-TFLES sur le résultat dans la mesure où le
calcul sans épaississement n’est possible qu’au prix d’une diminution par 3 de la taille des mailles. Un
tel maillage est envisageable mais demande d’importantes ressources en calcul parallèle et n’a pas été
abordé dans cette thèse. Par la suite, la mise au point d’un modèle d’épaississement amélioré (cf. sec-
tion 7.3.8) nécessitera ce type de calculs sur maillage fin. L’étude devra valider le comportement du
modèle en fonction du facteur d’épaississement pour les régimes de diffusion, d’une part, et pour l’inter-
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action avec le spray, d’autre part.
8.5.4 Diagramme de fraction de mélange
Réveillon et Vervisch [205] proposent d’analyser la structure des flammes diphasiques en traçant les
variables en fonction de la fraction de mélange z. Ils observent en particulier que le diagramme z-T de
la flamme diphasique est différent du diagramme théorique d’une flamme de diffusion purement gazeuse
(cf. Fig. 8.15b). Le nuage des points z-T du calcul LES est représenté sur la Fig. 8.15a. En régime
riche (z > zst), on note que la limite inférieure du nuage se situe au-dessus de la ligne de mélange et
que la limite supérieure est en-dessous de la ligne d’équilibre. Réveillon et Versvisch [205] interprètent
ces effets en raisonnant sur l’évolution lagrangienne du spray dans l’espace de la fraction de mélange.
Le mélange diphasique initial se trouve dans le coin inférieur gauche du diagramme z-T . Dans le cas
présent, ce mélange est saturé et ne peut pas produire de la vapeur de carburant à température constante.
En effet, comme on l’a montré dans la section 7.3.1, la fraction maximale de vapeur de carburant dans
un mélange diphasique dépend de la température (et de la pression) suivant la courbe de saturation
Y satF = Y
sat
F (P, T
sat) imposée par la loi de Clausius-Clapeyron :
Y satF =
WF
W ζ
Pcc
P
exp
(
WFLv
R
(
1
Tcc
− 1
T sat
))
(8.10)
Quand le spray pénètre dans la zone de préchauffage de la flamme, l’augmentation de Y satF permet
l’évaporation et la croissance de la fraction de mélange. Près de la stoechiométrie, la limite inférieure
du nuage est proche de la courbe de saturation donc de l’équilibre thermodynamique du point de vue de
l’évaporation. Le fait que la température se situe au-dessus de cette limite lorsque la richesse augmente
indique que le mélange est hors équilibre : la dynamique de la combustion est plus rapide que celle de
l’évaporation.
a. b.
FIG. 8.15 - Température en fonction de la fraction de mélange (a.). Résultats DNS de Réveillon et
Vervisch [205] (b.)
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Dans un calcul LES de la chambre Vesta correspondant à d’autres conditions d’opération, un dia-
gramme limité par la courbe de saturation a été obtenu (cf. Fig. 8.16).
FIG. 8.16 - Température en fonction de la fraction de mélange pour un calcul LES Vesta dans d’autres conditions
d’opération
L’inflammation du mélange l’amène à une température inférieure à la température d’équilibre d’une
flamme gazeuse. En effet, comme on l’a noté dans l’analyse locale 1D, les mélanges riches sont associés
à une forte charge liquide qui absorbe une partie de la chaleur dégagée par combustion en s’évaporant.
La Fig. 8.17 montre qu’à partir de deux fois zst, le transfert d’énergie par évaporation (Π) n’est plus
négligeable devant le taux de dégagement de chaleur (ω˙T ), ce qui explique l’écart observé entre la tem-
pérature atteinte dans le calcul diphasique et la courbe théorique d’équilibre. Cet effet apparaît également
sur le diagramme de Réveillon et Vervisch (cf. Fig. 8.15b).
La Fig. 8.18a met en évidence la défaillance du schéma cinétique mono-étape pour la prédiction du
taux de réaction en régime riche. En effet, le maximum de taux de réaction du calcul LES correspond
à une fraction de mélange d’environ 0.15 soit une richesse de 2.5 alors que le maximum théorique se
situe près de la stoechiométrie. Pour les calculs futurs, ce problème devra être corrigé en utilisant une
des approches citées dans la section 4.7.2. Néanmoins, la Fig. 8.18b montre que l’essentiel des points se
situent à z < 0.1 soit φ = 1.5, ce qui permet de penser que l’erreur due au schéma cinétique n’affecte
pas les propriétés essentielles de la flamme.
8.6 Conclusion
La combustion en régime stationnaire dans un foyer d’hélicoptère a été étudiée par une approche
LES diphasique eulérienne incluant l’ensemble des modèles décrits dans la partie I. Cette approche s’est
montrée numériquement viable et raisonnable en temps de calcul. La simulation a permis d’observer un
régime de flamme stabilisée dans lequel l’aérodynamique de l’écoulement est aussi importante que son
caractère diphasique. En pénétrant dans les gaz chauds recirculés, le spray génère une source continue de
vapeur de carburant qui brûle essentiellement en diffusion avec les différents jets d’air qui alimentent la
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FIG. 8.17 - Taux de dégagement de chaleur (ω˙T ) et taux de transfert de chaleur par évaporation (Π) en fonction
de la fraction de mélange.
a. b.
FIG. 8.18 - Taux de réaction du carburant (ω˙F ) en fonction de la fraction de mélange (a.). Zoom dans le coin
inférieur gauche (b.)
zone primaire. Dans la zone proche de l’injection, la flamme possède une structure diphasique avec une
interaction forte entre l’évaporation du spray et la combustion. L’analyse locale 1D confirme le régime
de flamme de diffusion mis en évidence par l’indice de Takeno. Que ce soit dans les régions diphasiques
ou monophasiques, la zone réactive se situe en périphérie de la zone de recirculation, entre l’air frais
apporté par les jets et le mélange chaud carburant–gaz brûlés prisonnier de cette recirculation. Enfin, les
diagrammes de fraction de mélange mettent en évidence les effets de saturation du spray et de chaleur
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latente d’évaporation qui distinguent les flammes diphasiques des flammes de diffusion gazeuses.
L’approche développée ici est donc prometteuse dans le contexte de la simulation aux grandes échelles
de la combustion diphasique turbulente. Les grandes structures turbulentes impliquées dans la stabilisa-
tion de la flamme sont résolues explicitement par la méthode LES. La méthode Euler-Euler permet de
prendre en compte les effets de premier ordre du spray sur la combustion moyennant un coût de calcul
raisonnable (moins de la moitié du temps de calcul est consacré à la phase dispersée). Pour améliorer les
capacités prédictives du code, des développements sont toutefois nécessaires. Tout d’abord, la variété des
richesses rencontrées dans l’écoulement requiert l’utilisation d’une chimie prédisant un taux de réaction
réaliste pour les régimes pauvres et riches. Ensuite, les structures de flammes observées dans la LES
sont différentes des structures de flammes académiques monodimensionnelles sur lesquelles le modèle
de flamme diphasique épaissie a été validé : des régimes de prémélange et de diffusion coexistent et les
effets tri-dimensionnels sont très présents. Il est donc difficile d’évaluer l’impact du modèle TP-TFLES
sur la simulation. Dans la perspective de futurs développements, la validation de ce modèle est néces-
saire sur des cas intermédiaires en terme de complexité comme un cas académique turbulent ou un cas
expérimental bien documenté [190, 268]. Cependant, en raison de la présence d’un régime de combustion
partiellement prémélangée, un modèle de type PCM pourrait se relever mieux adapté (cf. section 4.6.1).
L’utilisation de ce modèle nécessiterait certainement une adaptation permettant de prendre en compte, en
plus de la fraction de mélange et de la variable d’avancement, une variable caractérisant l’effet du spray
sur le taux de réaction filtré.
La compréhension des mécanismes stabilisant la combustion dans un foyer aéronautique est une pre-
mière étape vers l’analyse des régimes où la combustion n’est pas encore stabilisée (allumage) ou en
phase de déstabilisation (extinction). L’étude de l’allumage de la chambre Vesta fait l’objet du chapitre 9
puis de la partie IV.
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Chapitre 9
Allumage d’un secteur de chambre
9.1 Introduction
Comme le montre la section 1.1.4, les régimes de combustion instationnaires intéressent particu-
lièrement les industriels car ils imposent des limites de fonctionnement pour leurs moteurs. La LES,
méthode instationnaire par définition, a déjà fait ses preuves dans la prédiction des instabilités de com-
bustion [86, 146, 213, 225, 228, 258]. Une première simulation de l’allumage dans un secteur de foyer
aéronautique a été réalisée par S. Pascaud au cours de sa thèse [181]. Cette étude a été présentée dans des
conférences internationales [182, 183] et se trouve résumée dans l’article de Boileau et al. [28] soumis
à Flow, Turbulence and Combustion (cf. annexe B). L’allumage du brûleur principal est provoqué par
une bougie dont l’effet est modélisé par un terme source dans l’équation d’énergie. Le calcul montre
l’importance du rôle de la phase liquide dont l’évaporation introduit un retard dans le déclenchement
de la réaction et, en combinaison avec la dispersion turbulente des gouttes, influence la distribution de
vapeur de carburant donc la propagation du front de flamme.
La séquence d’allumage simulée dans ce chapitre a lieu dans un secteur de la chambre Vesta dont le
régime stationnaire a été étudié dans le chapitre 8. Par rapport à l’allumage par bougie évoqué ci-dessus,
l’allumage de la chambre Vesta se distingue par l’utilisation d’un allumeur-torche (cf. section 1.1.3). Par
ailleurs, la version d’AVBP utilisée pour cette simulation inclut le modèle LES pour la phase dispersée
récemment développé par E. Riber [206] et détaillé dans la section 4.4. L’objectif est de tester les capa-
cités du code à simuler un tel allumage par flamme-torche et d’identifier les mécanismes physiques mis
en jeu.
La section 9.2 détaille les conditions initiales et présente une méthode permettant de modéliser de ma-
nière simple la flamme stationnaire générée par le dispositif d’allumage. Cette méthode conduit à mettre
en place un scénario décrivant les conditions imposées pour chaque phase de la séquence d’allumage. Les
sections suivantes présentent les résultats de simulation. Dans un premier temps, on cherche à retracer les
phases de l’allumage au moyen de diagnostic temporels sur certaines grandeurs intégrales (section 9.3).
Dans un second temps, on étudie l’évolution locale du front de flamme à partir d’images de l’écoulement
à différents instants (section 9.4). Enfin, on complète cette étude par une analyse monodimensionnelle
de la structure du front de flamme (section 9.5).
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9.2 Configuration
La configuration générale du calcul d’allumage est identique à celle du calcul stationnaire décrit
dans le chapitre 8 en terme de géométrie, maillage, point d’opération et pour les conditions aux limites
autres que l’injecteur de démarrage. Dans cette section, on détaille les conditions particulières du calcul
d’allumage : la condition initiale et la modélisation de l’allumeur.
9.2.1 Condition initiale
Lors d’une séquence d’allumage ordinaire, l’injection de carburant liquide a généralement lieu avant
le déclenchement de l’étincelle ou la mise en route de l’allumeur. Il est donc naturel de démarrer le calcul
d’allumage par une condition où la chambre est totalement carburée.
Comme on l’a montré dans la section 7.3.1, les conditions de pression et de température du régime
de démarrage entraînent la saturation de l’air en vapeur de carburant pour une très faible fraction de
carburant liquide évaporé. Pour un carburant donné, l’état saturé ne dépend pas du diamètre initial des
gouttes mais de la température, de la pression et de la charge liquide. Dans le cas du kérosène utilisé dans
le calcul, le processus d’évaporation est figé dès l’injection du spray dans la chambre et la quantité de
vapeur de carburant initialement évaporée est négligeable. On se contente donc de regarder la répartition
du carburant liquide dans le calcul non-réactif. La Fig. 9.1 indique une zone de forte richesse liquide (cf.
définition en section 7.2.2) à l’aval immédiat de l’injecteur principal correspondant à l’effet d’accumu-
lation des gouttes décrit dans la section 8.4. On note que la richesse est comprise entre 1 et 1.5 dans une
bonne partie de la chambre. Seule la région centrale correspondant à la zone de recirculation est pauvre
en raison du soufflage par les jets primaires (cf. Fig. 8.6b). Par ailleurs, la richesse globale initiale basée
sur les débits de réactifs vaut φg = 1.48. Ces conditions initiales suggèrent que la teneur en carburant ne
sera pas un élément limitant dans le processus d’allumage.
FIG. 9.1 - Champ moyen de richesse liquide dans la surface C. Ligne blanche : stœchiométrie.
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9.2.2 Modélisation de l’allumeur
Dans la chambre Vesta, la source d’énergie initiale nécessaire à l’allumage est une flamme produite
par des injecteurs de démarrage. Ces allumeurs sont eux-même allumés par bougie et peuvent être mo-
délisés par des jets chauds. La Fig. 9.2a est une coupe schématique dans la surface C (cf. Fig. 9.6) qui
montre la position d’un injecteur de démarrage entre deux injecteurs principaux. Cet injecteur de type
pressurisé génère un spray de kérosène qui brûle sous la forme d’une flamme torche. L’étape d’allumage
de l’injecteur de démarrage n’est généralement pas limitante car il est conçu pour s’allumer quelles ques
soient les conditions dans la chambre.
a. b.
FIG. 9.2 - Schéma de la configuration réelle (a.) et de la configuration calculée (b.)
La Fig. 9.2b montre comment la flamme torche a été remplacée par un simple jet de gaz chauds.
La composition et la température de ce gaz sont fixées en supposant la combustion stœchiométrique du
kérosène dans l’air (cf. Tab. 9.1). L’injection d’un gaz inerte à température élevée permet de fournir une
partie de la puissance de l’allumeur sous la forme d’un flux d’enthalpie, en évitant de traiter le problème
complexe de l’allumage par bougie d’un spray de carburant. La position de l’axe de l’allumeur a été
conservée et les paramètres du jet ont été calibrés de manière à fournir une puissance thermique et une
longueur de pénétration raisonnable. L’effet dynamique de ce jet chaud sur l’écoulement environnant
froid est plutôt faible du fait du rapport élevé des masses volumiques. Par conséquent, une composante
azimutale a été rajoutée dans le but de reproduire l’expansion de la flamme originale issu du spray
conique creux. Le nombre de swirl du jet correspondant vaut S = 0.6. Une telle simplification ne
peut certainement pas produire des résultats quantitatifs. Néanmoins, d’intéressantes analyses peuvent
être réalisées concernant le processus d’allumage et de propagation de flamme dans cette configuration
industrielle typique.
YKERO YO2 YCO2 YH2O YN2 T (K) S m˙jet (g.s−1)
0 0 0.170 0.121 0.709 2370 0.6 0.62
TAB. 9.1 - Caractéristiques du jet chaud modélisant l’allumeur
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9.2.3 Scénario d’allumage
Le déroulement de la séquence d’allumage est décrit par la Fig. 9.3. Au temps initial, on crée le jet
chaud via une condition de débit relaxante afin de limiter les perturbations acoustiques. Ce transitoire
d’injection dure environ 3 ms. Une fois l’allumage réalisé, on « éteint » l’allumeur (t = 31 ms) afin
de s’assurer que la stabilisation de la flamme n’est pas liée à l’énergie du jet chaud. Pour ce faire, le jet
chaud vrillé est remplacé par un jet d’air non vrillé à 273 K. Ce flux correspond au débit de fuite de
l’injecteur de démarrage (cf. section 8.2.1). Le calcul est poursuivi afin d’atteindre la convergence vers
un écoulement stationnaire (t = 50ms).
Transitoire
non réactif
carburé
stationnaire t
 =
 5
0
 m
s
Fin de la
simulation
t 
=
 3
1
 m
sRégime allumé
stationnaire
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 1
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FIG. 9.3 - Déroulement du scénario d’allumage simulé
9.3 Diagnostics temporels
Dans cette section, on s’intéresse à l’évolution temporelle de certaines grandeurs intégrales caracté-
ristiques de la combustion. Ces grandeurs sont définies à partir de la moyenne volumique sur le domaine
de calcul de volume V : 〈·〉 = 1V
∫∫∫
V · dV et sont détaillées dans le Tab. 9.2. La puissance thermique
introduite par le jet chaud est évaluée à partir du débit massique du jet m˙jet et de la différence d’enthalpie
∆hjet entre les gaz chauds à 2370K et l’air à 273K.
La Fig. 9.4a montre l’évolution de la masse de carburant au cours du temps. Dans les premiers instants
du calcul, le taux d’évaporation est négligeable puis augmente sous l’effet du jet chaud. À environ 4ms,
cette augmentation s’accélère et la réaction chimique intervient. On note alors une brusque augmentation
des taux d’évaporation et de réaction jusqu’à t = 17 ms. Cette phase correspond à l’évaporation et
la combustion de la masse de carburant initialement présente dans la chambre. On observe ensuite un
régime stabilisé où le carburant évaporé correspond au débit injecté. La richesse globale étant supérieure
à 1 initialement et pendant la durée d’injection du jet chaud (cf. section 9.2.1), la masse de carburant
brûlée reste inférieure à la masse évaporée, jusqu’au temps 31 ms où le débit d’air supplémentaire est
injecté. Dans ces conditions, la chambre est légèrement pauvre (cf. section 8.2.3) et tout le carburant
liquide évaporé est consommé par combustion. À 50 ms, l’écoulement est bien stationnaire du point
du vue des taux d’évaporation et de combustion. Par rapport à la valeur initiale de l’écoulement non
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Masse totale d’oxydant : mO = V 〈ρYO〉
Masse totale de carburant gazeux : mF = V 〈ρYF 〉
Masse totale de carburant liquide : ml = V 〈ρlα˘l〉
Taux de réaction du carburant : Ω˙F = V 〈−ω˙F 〉
Taux d’évaporation : Ω˙ev = V 〈Γ〉
Dégagement de chaleur intégral : Q˙c = V 〈ω˙T 〉
Transfert de chaleur par évaporation : Q˙ev = V 〈Π〉
Puissance thermique du jet chaud : Q˙jet = m˙jet∆hjet
Température moyenne : Tm = 〈T 〉
TAB. 9.2 - Définition des grandeurs intégrales
réactif, la masse totale de carburant gazeux mF et liquide ml est faible ce qui suggère que les réactifs
occupent un volume restreint dans la chambre. Autrement dit, la zone de combustion est proche de la
zone d’injection.
On définit les différentes richesses moyennes de la manière suivante :
richesse gazeuse : φg = s
mF
mO
(9.1)
richesse liquide : φl = s
ml
mO
(9.2)
richesse totale : φt = φg + φl (9.3)
La Fig. 9.4b montre que la richesse gazeuse augmente sous l’effet de l’évaporation. Le maximum atteint
à 17ms correspond à un état transitoire où la totalité de la masse de carburant liquide a été évaporée mais
ne peut pas brûler intégralement faute d’oxydant. Une fois le jet chaud converti en jet d’air, la richesse
totale diminue et tend vers la richesse globale de 0.93 imposée par le rapport des débits (cf. section 8.2.3).
Contrairement aux taux d’évaporation et de réaction, la convergence des richesses est à peine atteinte car
elle est liée au temps convectif qui est largement supérieur au temps de combustion.
La Fig. 9.5 montre l’augmentation du dégagement de chaleur liée à l’emballement de la réaction. À
partir de 4ms, son niveau est supérieur à la puissance thermique du jet chaud et le reste jusqu’à la fin de la
simulation. De façon analogue au taux de réaction, le maximum de Q˙c est atteint lorsque la combustion se
propage à l’ensemble du volume d’écoulement contenu dans la chambre. Une fois stabilisé, sa puissance
nominale vaut environ 14 kW . Multipliée par les 18 injecteurs de la chambre, cette valeur est cohérente
avec la puissance d’un moteur réel dans les conditions de démarrage. Après le transitoire d’injection,
on note que Q˙jet est sujette à des variations importantes en raison des perturbations acoustiques dues à
l’allumage. Dans la phase allumée–stabilisée, son niveau vaut environ le tiers de la chaleur dégagée par
combustion. On note que le transfert de chaleur par évaporation Q˙ev atteint un niveau non négligeable
durant la phase d’emballement, valant jusqu’au tiers du dégagement de chaleur, alors qu’elle représente
moins de 5% dans le régime stabilisé. L’évolution de la température moyenne Tm est liée aux trois
transferts d’énergie décrits ci-dessus et peut se décomposer en quatre temps. Tout d’abord, elle augmente
en pente douce sous l’effet du jet chaud. Lors de l’emballement, Tm suit une croissance linéaire jusqu’à
t = 16 ms. Au-delà, elle reste quasiment constante durant le régime stabilisé. Une fois le jet chaud
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FIG. 9.4 - Taux intégral de réaction (Ω˙F ) et d’évaporation (Ω˙ev) du carburant, masse totale de carburant gazeux
(mF ) et liquide (ml) dans le domaine en fonction du temps (a.). Richesse moyenne gazeuse (φg), liquide (φl) et
totale (φt) en fonction du temps (b.). Les pointillés verticaux symbolisent les différents instants des Fig. 9.7 et 9.8.
converti en jet d’air (t = 31 ms), Tm diminue légèrement pour tendre vers une valeur liée à la richesse
globale.
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FIG. 9.5 - Taux intégral de dégagement de chaleur (Q˙c) et de transfert de chaleur par évaporation (Q˙ev),
puissance thermique du jet chaud (Q˙jet) et température moyenne (Tm) dans le domaine en fonction du temps. Les
pointillés verticaux symbolisent les différents instants des Fig. 9.7 et 9.8.
Finalement, l’évolution temporelle des grandeurs intégrales permet de décrire la séquence d’allumage
de la façon suivante :
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Phase 1 (0→ 4ms) : le jet chaud produit une source de chaleur constante qui permet d’évaporer loca-
lement du carburant liquide et d’initier une réaction ;
Phase 2 (4→ 17ms) : la réaction s’emballe et se propage à l’ensemble du volume de la chambre ;
Phase 3 (17→ 31ms) : après épuisement des réactifs le taux de réaction est stationnaire et imposé par
les conditions d’injection ;
Phase 4 (31→ 50ms) : la conversion du jet chaud en un jet d’air frais diminue la richesse de la
chambre et la combustion tend vers un régime stationnaire.
9.4 Analyse des champs instantanés
L’analyse des grandeurs intégrales permet de distinguer les phases principales de la simulation mais
ne fournit pas d’information sur le mécanisme précis responsable de la propagation de la flamme de
l’allumeur vers l’injecteur principal. Dans cette section, on s’intéresse à l’évolution locale du front de
flamme afin de comprendre plus en détail ce mécanisme.
Le caractère fortement tridimensionnel et instationnaire de l’écoulement rend difficile sa représenta-
tion graphique en deux dimensions. Les surfaces de coupe B et C définies sur la Fig. 9.6 tentent de présen-
ter l’essentiel des propriétés locales de l’écoulement à différents instants (Fig. 9.7 et 9.8). Les différentes
coupes sont référencées selon l’exemple suivant : coupe C de la Fig. X au temps t = 7.4ms → Fig. X-
(7.4C).
FIG. 9.6 - Surfaces de coupes B et C utilisées pour présenter les résultats
La Fig. 9.7-(7.4) correspond à un instant de la phase 2 (cf. section 9.3) où le jet chaud génère une
flamme de diffusion entre l’air et le carburant entraîné et vaporisé dans le jet par les gaz chauds. On note
que la zone de recirculation intense observée dans l’écoulement non réactif (cf. section 8.3) est toujours
présente et capture une partie des gaz chauds issus du jet d’allumeur. Les limites de ce jet subissent un
plissement dû au cisaillement entre le jet chaud et le jet principal. Ce plissement permet la présence
transitoire de la flamme du jet chaud aux abords de la zone de recirculation. Au temps t = 9.5 ms
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(Fig. 9.7-(9.5)), cette interaction est si forte que la zone réactive pénètre à l’intérieur de la zone de recir-
culation, subit un fort étirement et prend la forme d’un « appendice » orienté vers l’amont (cf. Fig. 9.9).
Aux instants suivants (Fig. 9.7-(10.0) et 9.7-(10.7)), cet étirement est tel que l’appendice est rompu, iso-
lant une petite cellule de gaz chauds limitée par un front réactif. Ce volume est convecté vers l’amont
jusqu’à l’aval immédiat de l’injecteur principal (cf. Fig. 9.7-(11.2)). Il se stabilise près du point d’arrêt
de la zone de recirculation où la vitesse de l’écoulement est plus modérée (cf. section 8.3). Tout près de
ce point d’arrêt la recirculation maintient une température élevée mais la réaction ne peut subsister du
fait de la richesse excessive (cf. Fig. 9.1). Le front réactif prend naissance à partir d’un rayon du jet où la
richesse est plus faible et à tendance à se déployer dans la direction radiale (Fig. 9.7-(11.7) et 9.8-(12.1)).
Dans le même temps, la recirculation capture une deuxième série de cellules réactives (Fig. 9.7-(10.7)
à 9.7-(11.7)) qui viennent à la rencontre de la cellule initiale (Fig. 9.7-(11.7) et 9.8-(12.1)). Ce phéno-
mène a pour effet d’élever la température à l’intérieur de la zone de recirculation (Fig. 9.8-(12.1)) ce qui
permet de maintenir une combustion plus stable (Fig. 9.8-(13.1)). Sur la coupe 9.8-(13.1C), on distingue
deux fronts de flamme très rapprochés. Le front amont correspond à une flamme de diffusion entre le
carburant évaporé et l’air du jet de vrille externe (cf. section 8.4). Le front de flamme aval, également
en diffusion, fait intervenir ce même carburant et l’air encore présent dans la zone de recirculation. Tou-
tefois, cette topologie particulière n’est que transitoire et seul le front amont subsiste dans le régime
stationnaire (Fig. 9.8-(19.4)). La zone réactive entourant le jet d’allumeur finit également par s’éteindre,
l’oxydant faisant défaut. Dans le régime stationnaire, les jets de trous d’air primaire alimentent des fronts
de diffusion localisés dans la région aval de la zone de recirculation (cf. coupe 9.8-(19.4B)).
L’observation du déplacement de la zone réactive du jet d’allumeur vers la zone d’injection (Fig. 9.7-
(9.5) à 9.7-(11.2)) laisse penser que le mécanisme conduisant à l’allumage est de type convectif plus
que propagatif. La Fig. 9.10 donne une information supplémentaire à ce sujet. À l’instant t = 9.0 ms
(Fig. 9.10a), l’extrémité de la cellule de gaz chauds (T > 1800K) pénétrant dans la zone de recirculation
est caractérisée par un taux de réaction élevé. 0.5ms plus tard, alors que cette cellule s’est déplacée vers
l’intérieur de la zone de recirculation, sur la même iso-surface de température, la réaction est moins
intense. De plus, on n’observe pas de croissance significative de la taille de la cellule entre les Fig. 9.7-
(9.5) et 9.7-(10.2), ce qui suggère que la vitesse de déplacement du front est lente devant la vitesse de
convection. Cette différence de vitesse est quantifiée dans la section 9.5. La progression de cette cellule ne
semble donc pas pilotée par un mécanisme de propagation du front de flamme mais plutôt par convection
dans l’écoulement recirculant. Toutefois, comme le montre la Fig. 9.7-(9.0), le simple transport de gaz
chauds vers l’amont ne suffit pas à initier la flamme stationnaire observée à t = 13.1 ms (Fig. 9.8-
(13.1)) car ces points chauds sont rapidement diffusés au contact des jets d’air froid. Le rôle du front
réactif entourant la cellule de gaz brûlés est alors de compenser ces pertes thermiques par le dégagement
de chaleur et de faire « survivre » ce volume chaud jusqu’à ce qu’il atteigne la région où la flamme est
susceptible de se stabiliser, c’est-à-dire à proximité du point d’arrêt de la zone de recirculation.
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FIG. 9.7 - Propagation de la zone réactive du jet chaud vers l’injecteur principal dans les surfaces de coupe B et
C (cf. Fig. 9.6). Échelle de gris : température du gaz (noir : 273 K→ blanc : 2200 K). Lignes noires : iso-lignes
de taux de réaction. Lignes blanches : limite de la zone de recirculation.
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FIG. 9.8 - Stabilisation de la flamme au niveau de l’injecteur principal dans les surfaces de coupe B et C (cf.
Fig. 9.6). Échelle de gris : température du gaz (noir : 273 K→ blanc : 2200 K). Lignes noires : iso-lignes de taux
de réaction. Lignes blanches : limite de la zone de recirculation.
FIG. 9.9 - Iso-surface de température T = 1800K (en transparence) et localisation de la coupe 1D (3) utilisée
dans la section 9.5
9.5 Analyse locale 1D
9.5.1 Structure de flamme
Afin de confirmer les observations faites sur les champs 2D concernant le mode de progression de
la zone réactive, on analyse la structure locale de la flamme responsable de l’allumage en réalisant une
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a. b.
FIG. 9.10 - Iso-surface de température T = 1800K coloriée par le taux d’avancement (noir : 0→ blanc :
300mol.m−3.s−1) à deux instants successifs de l’allumage : t = 9.0ms (a.) et t = 9.5ms (b.)
coupe 1D instantanée du front, là où il pénètre dans la zone de recirculation (cf. coupe 3, Fig. 9.9).
La structure observée sur la Fig. 9.11a est proche de celle de la flamme de diffusion A observée dans
le régime stationnaire (cf. section 8.5). Pour x3 < 4 mm, le mélange est plutôt froid (T ≈ 480 K),
partiellement évaporé et pauvre (la richesse totale vaut φt = 0.44). De l’autre côté du front de flamme
(x3 > 8 mm), le gaz est un mélange de carburant évaporé et de gaz brûlés à température élevée. Entre
les deux, on observe une zone réactive où le maximum du taux de réaction correspond à la stoechiométrie
(sYF = Y0). Cette structure correspond à celle du front de la flamme de diffusion du jet d’allumeur qui
a été étirée par le tourbillon de recirculation (cf. section 9.4). En considérant que cette flamme conserve
un caractère propagatif du fait de la présence de carburant du côté oxydant, on calcule une vitesse de
consommation de l’oxydant :
Sc = − 1[ρYO]0 mm
∫ 10 mm
0 mm
ω˙O dx3 = 1.1m.s−1 (9.4)
Sc représente la vitesse à laquelle l’oxydant est consommé à travers le front de flamme. Par comparaison,
la vitesse de l’écoulement mesurée du côté oxydant est supérieure à 5m.s−1 (dirigée vers les x3 négatifs).
La progression du front de flamme est donc essentiellement due à un phénomène convectif et non à la
propagation du front dans les gaz frais. Toutefois, comme évoqué dans la section 9.4, la réaction chimique
est nécessaire pour compenser les pertes de la cellule chaude vers les gaz frais. Le fait que l’intérieur de
cette cellule soit initialement riche en carburant (cf. courbe sYF sur la Fig. 9.11a) joue certainement un
rôle dans la mesure où les gaz frais sont initialement pauvres à l’intérieur de la zone de recirculation
(cf. Fig. 9.1).
9.5.2 Modèle d’épaississement TP-TFLES
Dans le front instationnaire de la coupe 3, le comportement du modèle d’épaississement TP-TFLES
est semblable à celui observé dans la flamme de diffusion du régime stationnaire (cf. chapitre 8). Là où
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FIG. 9.11 - Coupe 1D dans la flamme (cf. Fig. 9.9)
il n’y a pas de réaction chimique, l’utilisation du senseur évite de perturber l’évaporation du carburant
liquide et la diffusion de sa vapeur, deux phénomènes qui influencent fortement le champ de carburant
gazeux comme l’a montré l’étude du chapitre 6. La mise en évidence du caractère convectif du méca-
nisme d’allumage suggère que l’incertitude sur la précision du modèle TP-TFLES n’a pas un effet de
premier ordre sur la dynamique principale de ce mécanisme. Dans ce cas, le degré d’imprécision est lié :
1. au facteur d’épaississement : plus F est grand, plus le modèle est sollicité ;
2. à l’importance des effets diphasiques. Comme on l’a montré dans le chapitre 6, plus le diamètre de
goutte est grand, plus l’évaporation influence la dynamique de la flamme. Donc, pour les diamètres
de goutte importants, la probabilité de maintenir une réaction suffisamment intense dans la cellule
de gaz chauds qui initie l’allumage peut être altérée par les erreurs du modèle. La probabilité ou le
temps d’allumage s’en trouveraient alors modifiés.
9.6 Conclusion
Une séquence complète d’allumage d’un secteur de foyer aéronautique a été simulée en LES avec une
prise en compte des effets diphasiques par l’approche eulérienne. L’analyse temporelle de grandeurs in-
tégrales met en évidence des phases clés comme l’augmentation brutale de la réaction jusqu’aux maxima
de taux de consommation et de dégagement de chaleur suivi d’une stabilisation vers le régime station-
naire. Les analyses locales plus détaillées ont révélé le processus permettant l’allumage de l’injecteur
principal par l’allumeur-torche. Ce processus peut se résumer de la façon suivante :
1. L’allumeur crée une flamme-jet de diffusion ;
2. La macro-structure tourbillonnaire induisant la recirculation centrale du jet d’injecteur principal
plisse le front de cette flamme et l’étire en le ramenant vers l’amont ;
3. Une cellule constituée de gaz chauds et de carburant entourés par une flamme de diffusion se
retrouve capturée et isolée dans la zone de recirculation ;
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4. Cette cellule chaude est convectée vers l’injection principale et brûle essentiellement en diffusion
avec l’air frais ;
5. Elle se stabilise près du point d’arrêt amont de la zone de recirculation et le front s’étend dans la
direction radiale ;
6. D’autres cellules réactives pénètrent la zone de recirculation qui se remplit progressivement de gaz
chauds ;
7. Une flamme de diffusion s’établit de manière permanente entre le jet d’air de vrille externe et le
carburant produit par évaporation du spray dans l’écoulement chaud recirculant.
Les conditions d’un allumage réussi sont donc réunies lorsque :
– la recirculation centrale est suffisamment intense pour amener des cellules de gaz chauds vers
l’amont, dans une région où la combustion est stable ;
– le taux de réaction est suffisant pour compenser les pertes thermiques de ces cellules par diffusion
et convection dans les gaz frais environnants.
Par rapport à un allumage gazeux, la deuxième condition dépend fortement des phénomènes diphasiques.
Dans le cas présent, les variations locales de richesse totale (gaz + liquide) ne semblent pas influencer
significativement l’allumage dans la mesure où cette richesse reste dans la limite de flammabilité pour
les flammes monophasiques (cf. section 9.2.1). Toutefois, pour des flammes diphasiques, cette limite
dépend aussi du diamètre initial des gouttes [16, 20, 259]. En effet, comme le montre la section 7.3.7,
le temps caractéristique de la flamme τc croît avec le diamètre de goutte en raison de l’augmentation du
temps d’évaporation. Ainsi, le phénomène d’évaporation a un impact sur le succès de l’allumage et sa
durée. Si l’évaporation des gouttes est lente, le taux de réaction local se trouve diminué et la production
des cellules chaudes responsables de l’allumage est ralentie voire impossible. Dans ce cas, la réalisation
des phases 3 et 4 décrites ci-dessus est soit plus lente, soit impossible.
La LES représente actuellement l’outil idéal pour décrire ce type d’écoulement :
– le caractère transitoire de la méthode est précisément adapté aux aspects instationnaires de l’allu-
mage ;
– le mécanisme de progression du front de flamme est piloté essentiellement par les grandes struc-
tures résolues par le calcul.
Cependant, des interrogations demeurent quant à l’influence du modèle de combustion turbulente. De
plus, la description du spray initial reste approximative, en particulier concernant la taille des gouttes,
paramètre important de l’allumage (cf. ci-dessus). Dans un injecteur aéronautique, le diamètre moyen des
gouttes dépend généralement de la position radiale dans le spray. Cette variation pourrait être facilement
prise en compte avec le modèle monodisperse actuel en appliquant un profil radial de diamètre comme
condition d’injection du spray. Par la suite, les effets liés à une distribution locale de diamètre pourraient
être modélisés grâce à l’extension polydisperse de la méthode eulérienne mésoscopique proposée par
Mossa [173].
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